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IV Vorbemerkung und Danksagung
Zusammenfassung
Bauraum-, kosten- und gewichtsoptimierte Konstruktionen elektrischer Traktionseinheiten erfordern
eine valide sowie praktikable Auslegungsmethodik. Die vorliegende Dissertation nimmt sich dieser
Aufgabe an und setzt sich das Aufzeigen eines werkstoffbasierten Festigkeitsnachweises für elektrische
Antriebseinheiten zum Ziel. Dies beinhaltet die Identifikation auslegungsrelevanter Schädigungs- und
Versagensmechanismen sowie das Entwickeln von Berechnungs- und Bewertungsmodellen.
Hierbei besteht die Herausforderung darin, für die elektrischen Maschinen spezifische Materialien
zu charakterisieren, zu modellieren und Akzeptanzkriterien festzulegen. Dies betrifft zum einen Kup-
fer, das je nach Maschinentyp durch Ur- oder Umformen verarbeitet wird, und zum anderen das
Blechpaket, das aus bis zu mehreren hundert übereinander gestapelten Elektroblechen besteht. In
automobilen Anwendungen werden vorrangig Asynchronmaschinen, permanentmagneterregte oder
stromerregte Synchronmaschinen eingesetzt. Letztere besitzen Kupferwicklungen zur Erzeugung
des Rotormagnetfeldes. Diese setzen sich aus Kupferdrähten zusammen, die in eine Kunststoffma-
trix eingebettet werden. Stromerregte Synchronmaschinen stellen aus strukturmechanischer Sicht
die komplexeste Bauform dar, da zusätzlich zur Festigkeit der oben aufgelisteten Materialien auch
die Verbundfestigkeit der Kupferwicklungen nachgewiesen werden muss. Daher wird anhand dieses
Maschinentyps eine werkstoffbasierte Auslegungsmethodik aufgezeigt, die auf die anderen Baufor-
men übertragbar ist. Die entwickelte Vorgehensweise gliedert sich in drei Teile. Die Grundlage bilden
Berechnungsmodelle, die das Werkstoffverhalten abbilden. Auf deren Basis wird anschließend der sta-
tische und zyklische Festigkeitsnachweis durchgeführt. Im Falle der Kupferwicklung werden zudem
in den jeweiligen Abschnitten Vorgehensweisen zum numerischen Abschätzen der Verbundeigen-
schaften aufgezeigt. Diese ermöglichen es, Konzepte auf Basis der Einzelkomponenten in frühen
Projektphasen bewerten zu können.
Zu Beginn wird das nichtlineare Spannungs-Dehnungs-Verhalten aller eingesetzten Materialien experi-
mentell charakterisiert und mathematisch beschrieben. Hierbei ist eine mikromechanische Abbildung
der heterogenen Struktur der Blechpakete und Kupferwicklungen aufgrund des hohen Ressourcen-
bedarfs nicht wirtschaftlich und zielführend. Klassischerweise werden homogenisierte Ersatzmate-
rialien verwendet, um die richtungsabhängigen Werkstoffeigenschaften zu beschreiben. Aus dem
Schichtaufbau der Blechpakete resultieren transversal isotrope nichtlineare Eigenschaften, die von
der mechanischen Vorspannung des Blechpakets in Stapelrichtung abhängig sind. Im Gegensatz
zu den in der Literatur bekannten Modellierungsansätzen wird das vorspannungsabhängige Werk-
stoffverhalten umfänglich mithilfe von Feldvariablen und abschnittsweise definierter Funktionen
beschrieben. In der Regel werden für die Modellierung der Kupferwicklungen transversal isotrope,
linear elastische Ersatzsteifigkeiten verwendet. Dies ist jedoch für die Bewertung der Verbundfestig-
keit nicht ausreichend. In der Dissertation werden die Zug-Druck-Asymmetrie der Kunststoffmatrix
durch das D R U C K E R -P R A G E R Modell und die anisotrope Plastizität der Kupferwicklungen durch die
H I L L-Fließbedingung abgebildet. Die Modellparametrierungen und -validierungen erfolgen anhand
konventioneller und eigens konzipierter Versuche.
Die zeitlichen Verläufe der Materialeigenschaften müssen bis zum Ende der Fahrzeuglebensdauer be-
kannt sein. Während des Betriebs können hohe mechanische Belastungen bei Temperaturen von über
200°C vorliegen, sodass Kriech- und Relaxationsvorgänge näher untersucht werden müssen. Deren
herkömmliche experimentelle Charakterisierung ist zeit- und kostenintensiv. Demgegenüber werden
Vorgehensweisen entwickelt, die es ermöglichen das Langzeitverhalten der Werkstoffe innerhalb we-
niger Stunden abzuschätzen. Anhand von dynamisch thermisch mechanischen Analysen wird im Falle
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von niedrig legiertem Kupfer für Temperaturen ab 60°C eine Abhängigkeit der Elastizitätsparame-
ter sowie Probekörperlänge von der vorliegenden Belastung, Temperatur und Frequenz identifiziert.
Hierdurch können mithilfe der aufgezeigten Zeit-Temperatur Superposition und der inversen Laplace
Transformation die Kriech- und Relaxationseigenschaften abgeschätzt werden.
Für den statischen Festigkeitsnachweis der isotropen Werkstoffe werden Versagensgrenzkurven er-
mittelt, die in Abhängigkeit der vorliegenden Spannungsmehrachsigkeit die ertragbare Dehnung
beschreiben. Hierdurch werden Effekte wie Dehnungsbehinderung und Spannungsversprödung
berücksichtigt. Die Validierung erfolgt anhand von Bauteilversuchen mit unterschiedlichen Span-
nungsmehrachsigkeitsgraden. Kupferwicklungen besitzen aufgrund ihrer Drahtorientierung einen
zu unidirektional faserverstärkten Verbundwerkstoffen vergleichbaren Aufbau, unterscheiden sich
jedoch von diesen aufgrund der duktilen und makroskopischen Drähte. Zahlreiche Publikationen be-
handeln Bruchkriterien für unidirektional faserverstärkte Verbundwerkstoffe. Deren Anwendbarkeit
auf den Kupfer-Kunststoff-Verbund wird trotz des zu Glas- oder Kohlefasern grundliegend unter-
schiedlichen Werkstoffverhaltens der Kupferdrähte anhand von Versuchsreihen mit einachsiger sowie
mehrachsiger Werkstoffbelastung aufgezeigt. Die Bruchkriterien nach T S A I -W U, PU C K und C U N T Z E
liefern hierbei die beste Übereinstimmung mit den Messdaten. Zusätzlich werden zwei numerische
Bemessungskonzepte für Kupferwicklungen eingeführt, die es ermöglichen den statischen Festig-
keitsnachweis auf Basis der Einzelkomponenten durchzuführen. Zum einen werden die Verbundfes-
tigkeiten anhand repräsentativer Volumenelemente und der ermittelten Versagensgrenzkurven der
isotropen Werkstoffe abgeschätzt. Zum anderen werden die Drähte und die Kunststoffmatrix in den
kritischen Stellen des homogenen Ersatzmaterials mittels Submodelltechnik lokal aufgelöst, bevor
deren Festigkeit evaluiert wird.
Für die Lebensdauerabschätzung der isotropen Materialien wird das örtliche Konzept herangezogen.
Die Schädigungsparameterberechnung erfolgt jedoch in Anlehnung an den statischen Festigkeitsnach-
weis unter Berücksichtigung der Spannungsmehrachsigkeit. Die experimentelle Charakterisierung
des Elektroblechs zeigt keinen signifikanten Einfluss der Mittelspannung sowie Probengröße auf die
ertragbaren Schwingungsamplituden. Für die mathematische Beschreibung der Wöhlerlinien erweist
sich der trilineare Ansatz als am zielführendsten. Zudem wird der definierte Schädigungsparameter
anhand von Bauteilversuchen exemplarisch validiert. Des Weiteren werden die ertragbaren Schwing-
spielzahlen der Kunststoffmatrix bei unterschiedlichen Spannungszuständen mit guter Näherung
prognostiziert. Im Falle der Kupferwicklungen wird das zyklische Werkstoffverhalten anhand von drei
Wöhlerlinien mit unterschiedlicher Drahtanordnung grundlegend untersucht. Zusätzlich wird die
Parametrierung des T S A I -W U Kriterium für zyklische Belastung vorbereitet. Analog zum statischen
Festigkeitsnachweis wird eine Vorgehensweise zur Abschätzung der zyklischen Verbundfestigkeiten
auf Basis der Einzelkomponenten vorgestellt und bewertet.
Abstract
Installation space, cost and weight optimized designs of electric drive units require a valid and
feasible dimensioning methodology. This dissertation takes on this task and aims to demonstrate a
material-based strength assessment of electric drive units. This comprises the identification of design-
relevant damage and failure mechanisms as well as the development of computational and valuation
methods.
Here the challenge is to characterize and model the materials specific for electrical machines as well as
to define acceptance criteria. This concerns on the one hand copper, which is manufactured by primary
shaping or forming depending on the machine type, and on the other hand the lamination stack,
which consists of up to several hundred electrical sheets stacked on top of each other. In automotive
applications, asynchronous machines, permanent-magnet excited or current-excited synchronous
machines are primarily used. The latter possesses copper windings to generate the rotor magnetic
field. These are composed of copper wires embedded in a plastic matrix. From a structural mechanical
point of view, current-excited synchronous machines represent the most sophisticated construction
form because in addition to the strength of the materials listed above the composite strength of the
copper windings also has to be proven. Therefore, this machine type is used to demonstrate a material-
based strength assessment, which is also applicable to the other construction forms. The developed
methodology is divided into three parts. Computational models which represent the material behavior
provide the groundwork. On this basis, the static and cyclic strength assessments are conducted. As far
as the copper winding is concerned, approaches for numerically estimating the composite properties
are introduced in the respective sections. These enable to evaluate concepts based on the individual
components in early stages of the project.
At the beginning, the nonlinear stress-strain behavior of all utilized materials is experimentally charac-
terized and mathematically described. A micromechanical modeling of the heterogeneous structure
of the lamination stacks and copper windings is not economical and expedient due to the high re-
source requirements. Usually, homogenized substitute materials are used to depict the anisotropic
material properties. The layered structure of the lamination stacks results in transversal isotropic
nonlinear properties which depend on the mechanical preloading of the lamination stack in stacking
direction. In contrast to the modeling approaches known from literature, the preload-dependent
material behavior is comprehensively described using field variables and piecewise defined functi-
ons. Generally, transversal isotropic linear elastic equivalent stiffnesses are used to model the copper
windings. However, this is not sufficient for evaluating the composite strength. In the dissertation,
the tension-compression asymmetry of the plastic matrix is represented by the D R U C K E R -P R A G E R
model and the anisotropic plasticity of the copper windings by the H I L L flow condition. The models
are parameterized and validated with the help of conventional as well as specifically conceptualized
experiments.
The chronological sequences of the material properties have to be known until the end of the vehicle’s
service life. During operation, high mechanical loads can occur at temperatures above 200°C, with
the result that creep and relaxation have to be investigated closely. Their conventional experimental
characterization is time-consuming and cost-intensive. In comparison, methodologies are developed
which can be used to estimate the long-term behavior of the materials within a few hours. In case of
low-alloy copper and temperatures above 60°C, a dependency of the elasticity parameters and speci-
men length on the existing load, temperature and frequency is identified with the help of dynamic
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mechanical thermal analyses. Because of this, the creep and relaxation properties can be estimated
by using the revealed time-temperature superposition and inverse Laplace transformation.
Failure limit curves which describe the bearable strain as a function of the existing stress multiaxiality
are determined for the static strength assessment of the isotropic materials. Thus effects such as strain
constraints and stress embrittlement are taken into account. The validation is carried out with the aid
of components tests with different degrees of stress multiaxiality. Copper windings have a structure
similar to that of unidirectional fiber-reinforced composites due to their wire orientation, but differ
from these due to the ductile and macroscopic wires. Numerous publications deal with fracture crite-
ria for unidirectional fiber-reinforced composites. Their applicability to the copper-plastic-composite
despite the fundamentally different material behavior of the copper wires compared to glass or car-
bon fibres is demonstrated by means of test series with uniaxial and multiaxial material loading. The
fracture criteria of T S A I -W U, PU C K and C U N T Z E provide the best accordance with the measured
data. In addition, two numerical dimensioning concepts are introduced, which enable to evaluate the
static strength based on the individual components. On the one hand, the composite strengths are
estimated with the help of representative volume elements and the failure limit curves determined
for the isotropic materials. On the other hand, the wires and plastic matrix are specifically modeled
in the critical areas of the homogeneous substitute material by using the submodel technique before
their strengths are evaluated.
The service life of the isotropic materials is estimated by using the local concept. However, the
damage parameter calculation is done in reference to the static strength assessment and by taking
the stress multiaxiality into account. The experimental characterization of the electrical sheets shows
no significant influence of the mean stress and specimen size on the bearable cycle amplitudes.
The S-N curves are mathematically best described by using the trilinear approach. Furthermore,
the defined damage parameter is validated exemplarily by means of component tests. Moreover,
the bearable numbers of cycles of the plastic matrix at different stress states are predicted with
good approximation. In the case of copper windings, the cyclic material behavior is fundamentally
investigated using three S-N curves with different wire orientations. In addition, the parameterization
of the T S A I -W U criterion for cyclic loading is prepared. Analogous to the static strength assessment, a
method which enables to evaluate the cyclic composite strength based on the individual components
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1 Einleitung
Die Ressourcenknappheit fossiler Brennstoffe, der steigende Mobilitätsbedarf in Schwellenländern
und gesetzliche Regularien für den zulässigen Ausstoß von Treibhausgasen sowie Schadstoffen erfor-
dern die Entwicklung neuer Antriebstopologien. Der Einsatz von konventionellen Verbrennungsmo-
toren als einzige Antriebseinheit wird mittel- bzw. langfristig die vorgeschriebenen und sich weiter
verschärfenden Grenzwerte nicht erfüllen können. Vor diesem Hintergrund rücken elektrifizierte
Kraftfahrzeuge zunehmend in den Fokus der Öffentlichkeit und Entwicklung.
1.1 Hintergrund und Motivation
Die großflächige Markteinführung von elektrifizierten Fahrzeugen bedingt eine gewichts-, bauraum-,
und kostenoptimierte Konstruktion. In automobilen Anwendungen erfahren elektrische Traktionsein-
heiten hohe variable thermomechanische Belastungen, wodurch ein breites Spektrum an Betriebs-
punkten entsteht. Um den Anforderungen nach hoher Leistungsdichte und Effizienz bei möglichst
geringen Kosten gerecht werden zu können, ist eine Auslegung nahe der Belastungsgrenze notwendig.
Dies erfordert eine umfassende Kenntnis des Werkstoffverhaltens aller eingesetzten Materialien in al-
len Betriebspunkten sowie das Betrachten und Evaluieren verschiedener Materialvarianten während
des Entwicklungsprozesses. Hierfür werden valide praktikable Berechnungs- und Bewertungsmodelle
benötigt. Elektrische Maschinen beinhalten neben den konventionellen Konstruktionswerkstoffen
des Maschinenbaus Materialien mit spezifischen elektromagnetischen Eigenschaften. Der prinzipielle
Aufbau einer elektrischen Traktionsmaschine setzt sich aus dem im Gehäuse feststehenden Stator








Abbildung 1.1.: Exemplarischer Aufbau elektrischer Traktionseinheiten.
Das Funktionsprinzip bzw. die elektromechanische Energiewandlung beruht auf einer Interaktion
zwischen Stator- und Rotormagnetfeld und der daraus resultierenden magnetischen Kraftwirkung.
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Das Statormagnetfeld wird auch Drehfeld genannt, durch dreiphasigen Wechselstrom induziert und
zirkuliert um die Rotorachse. In automobilen Anwendungen werden vorrangig Synchron- und Asyn-
chronmaschinen eingesetzt. Erstere besitzen ein Erregerfeld im Rotor, das entweder durch Perma-
nentmagnete oder stromdurchflossene Leiter erzeugt wird. Im Gegensatz dazu wird bei Letzteren das
Rotormagnetfeld durch das Statormagnetfeld induziert. Alle Maschinentypen haben gemein, dass der
magnetische Fluss im Rotor sowie Stator durch Eisenkerne geführt und gebündelt wird [1]. Diese
besitzen in der Regel weichmagnetische Eigenschaften sowie eine hohe magnetische Sättigungsfluss-
dichte und Permeabilität, um einen möglichst hohen Wirkungsgrad erzielen und die auftretenden
Verluste minimieren zu können [2]. Zusätzlich wird kein Vollmaterial, sondern mehrere hundert über-
einander gestapelte Bleche, die wenige Zehntelmillimeter dick und mithilfe einer 2 bis 5 µm dicken
Lackschicht [3] voneinander isoliert sind, verwendet, um die auftretenden Wirbelstromverluste zu
minimieren. Dieser schichtweise Aufbau wird auch Blechpaket genannt. Des Weiteren wird in nahezu
allen Maschinentypen Kupfer wegen dessen hoher elektrischer Leitfähigkeit für die Erzeugung der
elektrischen Felder verwendet. Dieses liegt vorrangig in Form von Kupferlackdrähten, die zur me-
chanischen Fixierung, thermischen Anbindung sowie elektrischen Isolation in eine Kunststoffmatrix
eingebettet werden, vor. Der hieraus resultierende Verbundwerkstoff wird auch als Kupferwicklung
bezeichnet.
Bei der Auslegung elektrischer Maschinen liegt ein Zielkonflikt zwischen Elektromagnetik und Me-
chanik vor. Die Zielgrößen beider Disziplinen konkurrieren miteinander, was sich vor allem auf die
Werkstoffauswahl und Dimensionierung der einzelnen Bauteile auswirkt. Folglich muss ein Optimum
für ein vorgegebenes Anforderungsset gefunden werden. Zusätzlich bedingen verkürzte Entwicklungs-
zeiten eine virtuelle Bauteilauslegung und -absicherung anhand schnell aussagekräftiger Modelle. Im
Allgemeinen gilt es aus strukturmechanischer Sicht die folgenden Herausforderungen zu bewältigen.
Das mechanische Verhalten sowie die Beanspruchbarkeit der für elektrische Maschinen spezifischen
Materialien sind für die oben aufgelisteten Anforderungen noch nicht vollumfänglich untersucht und
beschrieben worden. Dies betrifft zum einen das Kupfer, Elektroblech und je nach Anwendungsfall so-
wie Materialzusammensetzung die Kunststoffmatrix und zum anderen die beiden Werkstoffverbunde,
das Blechpaket und die Kupferwicklung. Bei der experimentellen Charakterisierung und Kennwerter-
mittlung können aufgrund einer zum Teil eingeschränkten Probenherstellbarkeit sowie geometrischer
Randbedingungen konventionelle Prüftechniken nicht angewendet werden. Im Falle der lose gesta-
pelten Elektrobleche müssen daher beispielsweise neue Versuchstechniken konzeptioniert werden.
Des Weiteren ist eine detaillierte Modellierung der einzelnen Kupferdrähte sowie Elektrobleche auf-
grund des Größenunterschieds zwischen Einzelkomponenten und Bauteil, der Komponentenanzahl
sowie Fertigungseinflüsse nicht zielführend. Die Lage der Drähte und Welligkeit der Elektrobleche
können unter anderem herstellungs- und toleranzbedingt nicht reproduzierbar sichergestellt wer-
den. Der Ressourcen- und Zeitbedarf eines hochaufgelösten Modells wäre zudem nicht wirtschaftlich
sowie praktikabel. Demzufolge müssen die Eigenschaften der Verbundwerkstoffe durch geeignete
Ersatzmodelle abgebildet werden.
1.2 Zielsetzung und Vorgehensweise
Die vorliegende Arbeit nimmt sich diesen Herausforderungen an und setzt sich einen werkstoffba-
sierten Festigkeitsnachweis für elektrische Antriebseinheiten zum Ziel. Dies beinhaltet das Validieren
sowie Erweitern bestehender Modelle und Entwickeln neuer Methoden zur Bewertung der Betriebs-
festigkeit. Diese umfasst nach S O N S I N O [4] Überlasten, Verschleiß, Kriech- und Schwingbelastungen.
Nachfolgend werden Überlasten als einmalig statisch auftretende Beanspruchungen interpretiert.
Strukturdynamische Aspekte der Betriebsfestigkeit und Materialschädigung infolge von Verschleiß
werden im Rahmen der Arbeit nicht behandelt und sind der Literatur [5] zu entnehmen. Kriechbe-
lastungen bezeichnen temperatur- und zeitabhängige irreversible Deformationen unter konstanter
2 1. Einleitung
Last. Zyklische Beanspruchungen mit konstanten und / oder variablen Amplituden werden zu den
Schwingbelastungen gezählt. Für jede der aufgezählten Gruppierungen werden für die Durchführung
des Festigkeitsnachweises Berechnungs- und Bewertungsmodelle benötigt. Anhand ersterer werden
die im Bauteil vorliegenden Spannungen und Dehnungen abgebildet. Letztere beinhalten Kriterien
zur Einordnung der Kritikalität eines Belastungszustandes und eine Versagensprognose. Der Festig-
keitsnachweis ist erst vollständig erbracht, wenn alle vorherrschenden Belastungen berücksichtigt






















Kapitel 2 Kapitel 3 und 4




































Abbildung 1.2.: Schematische Vorgehensweise zur Durchführung des Festigkeitsnachweises bei stati-
scher und zyklischer Belastung.
Die Inhalte gliedern sich in drei Hauptkapitel. Im zweiten Kapitel werden die Grundlagen für die
Durchführung der Festigkeitsnachweise geschaffen, indem das Werkstoffverhalten der betrachteten
Materialien charakterisiert, mathematisch beschrieben und numerisch implementiert wird. Im Zuge
dessen wird zudem das Langzeitverhalten der Kupferdrähte und somit die Kriechbelastung exempla-
risch betrachtet. Kapitel drei und vier beschreiben die Bewertungsmodelle für den statischen sowie
zyklischen Festigkeitsnachweis. Dies beinhaltet die Identifikation von Schadensmechanismen, Fest-
legung von Akzeptanzkriterien und Validierung anhand von Material- sowie Bauteilversuchen. In
allen drei Hauptkapitel werden Vorgehensweisen zur Reduktion des notwendigen Versuchsumfangs
betrachtet und bewertet. Zudem wird untersucht, ob die Verbundeigenschaften der Kupferwicklungen
auf Basis der Einzelkomponenten abgeschätzt werden können. Der den einzelnen Modelle und An-
sätze zugrunde liegende Stand der Technik wird in den jeweiligen Abschnitten einleitend dargestellt
sowie diese mit dem Begriff Grundlagen gekennzeichnet.
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2 Berechnungsmodelle
Grundlage für die Auswahl und Entwicklung geeigneter Modellierungsansätze ist eine umfassende
Kenntnis über das bauteilgebundene Werkstoffverhalten der zu beschreibenden Materialien sowie
den abzubildenden Detaillierungsgrad und -umfang. Daher werden im vorliegenden Kapitel die
mechanischen Eigenschaften der Blechpakete, Kupferwicklungen sowie derer Einzelkomponenten
charakterisiert, mathematisch beschrieben und numerisch in A N S Y S implementiert. Im Falle der Ver-
bundwerkstoffe werden geeignete Ersatzmodelle entwickelt, um den zukünftigen Ressourcenbedarf
zu minimieren und schnell Aussagen treffen zu können. Des Weiteren wird das Langzeitverhalten
der Materialien näher betrachtet und Vorgehensweisen, die es erlauben die Kriech- und Relaxations-
eigenschaften eines Werkstoffes innerhalb weniger Stunden abzuschätzen, eingeführt.
2.1 Grundlagen der Kontinuumsmechanik
Berechnungsmodelle basieren auf den Theorien und Annahmen der Kontinuumsmechanik, deren
theoretischer Hintergrund im folgenden Abschnitt näher erläutert wird. Detailliertere Herleitungen
sowie weitere Ausführungen sind unter anderem A LT E N B A C H [6], B E T T E N [7], KO L U PA E V [8], L E -
M A I T R E und C H A B O C H E [9] sowie G R O S S und S E E L I G [10] zu entnehmen. Den mathematischen
Zusammenhängen, die vom Ort und/oder der Zeit abhängen [6], liegt die Tensoranalysis zugrun-
de. In dieser existieren zwei gleichwertige Schreibweisen, die Symbol- und Indexnotation, sowie
Betrachtungsweisen, die materielle (Lagrange’sche) und räumliche (Euler’sche) Beschreibung. Bei
der Lagrange’schen Darstellung bewegt sich das Bezugssystem mit dem Körper mit, wohingegen im
Euler’schen Fall das Koordinatensystem ortsfest ist. Detaillierte Erläuterungen zur Tensorrechnung
können beispielsweise B E T T E N [11] entnommen werden. In der vorliegenden Arbeit wird die folgen-
de Notation für Tensoren verwendet.
a : Tensor 0. Stufe (Skalar) ~a : Tensor 1. Stufe (Vektor)
A : Tensor 2. Stufe (Matrix) A : Tensor 4. Stufe
Die dargelegten Grundlagen sind mithilfe der Finite-Elemente-Methode (FEM), die in Anhang B
näher erläutert wird, in entsprechende Simulationsprogramme implementiert.
2.1.1 Kinematik des Kontinuums
Im unbelasteten Zustand liegt ein Körper in der Anfangs- bzw. Referenzkonfiguration vor, d.h. er
nimmt eine bestimme Position im Raum ein. Infolge einer Belastung erfahren die materiellen Punkte
Verschiebungen und verändern ihre Lage im Raum. Dieser Zustand wird auch Momentankonfigurati-
on genannt. Die Bewegung der materiellen Teilchen wird mithilfe der Ortsvektoren ~X , ~x beschrieben,
Gleichung 2.1. Hierbei handelt es sich um eine zeitliche, stetige Aufeinanderfolge von Konfiguratio-
nen, die auch Bahnlinie oder -kurve genannt wird.
~x = ~x( ~X , t) (2.1)
Abbildung 2.1 zeigt die Deformation eines Körpers B, der die Oberfläche ∂ B besitzt, im euklidischen
Raum E3 mit der Orthonormalbasis ~e1, ~e2 und ~e3. Der Verschiebungsvektor ~u eines materiellen Punktes
zwischen der Anfangs- und Momentankonfiguration berechnet sich nach Gleichung 2.2.























Abbildung 2.1.: Schematische Darstellung der Deformation eines Körpers nach [6, 7, 12].
Abbildung 2.1 verdeutlicht, dass Linienelemente d~S während der Bewegung des Körpers eine Stre-
ckung oder Stauchung, Translation und Rotation erfahren. Dies wird mithilfe des Deformationsgradi-
ents F beschrieben. Dieser ist ein Tensor zweiter Stufe und im Allgemeinen nicht symmetrisch. Für die





d~S = F d~s (2.4)
d~s = F−1 d~S (2.5)
Folglich transformiert F bzw. F−1 auch Flächen- und Volumenelemente, dA und dV , in die Referenz-
bzw. Momentankonfiguration, Gleichung 2.6-2.9. Hierbei werden die Anfangszustände mit dem












dV = | detF | dV0 (2.8)
= | J | dV0 (2.9)
Aus der angenommenen Stetigkeit folgt J > 0. Zudem gilt J = 1 für t = t0. Die Definition von
Werkstoffgesetzen erfolgt auf Basis der vorliegenden Verzerrungen. Da der Deformationsgradient die
gesamte Bewegung inklusive Starrkörperanteile beinhaltet, müssen diese abgespalten werden. Daher
wird F mithilfe des polaren Zerlegungssatzes für Tensoren [11] in einen eigentlich orthogonalen
Tensor R und einen symmetrisch positiv definiten Strecktensor U bzw. V zerlegt, Gleichung 2.10-
2.12.
F = R ·U= V ·R (2.10)
U =
 
FT · F1/2 (2.11)
V =
 
F · FT1/2 (2.12)
6 2. Berechnungsmodelle
Im Allgemeinen werden die Strecktensoren aufgrund der Wurzeloperationen nicht als Formände-
rungsmaße verwendet [6]. Stattdessen werden deren Quadrate herangezogen und in der Referenz-
konfiguration der rechte Cauchy-Green-Deformationstensor C sowie in der Momentankonfiguration
der linke Cauchy-Green-Deformationstensor B definiert, Gleichung 2.13.
C= U2 = FT · F, B= V2 = F · FT (2.13)
Auf deren Basis werden für die beiden Betrachtungsweisen die Verzerrungstensoren, der Green-








Das ortsfeste Bezugssystem im Falle der Euler’schen Betrachtungsweise ist für die Beschreibung
der Deformation von Festkörpern weniger geeignet [13]. Daher wird für weitere Ausführungen
auf M A LV E R N [14] sowie M A S E [15] verwiesen und sich im Folgenden auf die Lagrange’schen
Betrachtungsweise beschränkt. Der Green-Lagrange-Verzerrungstensor kann auch auf Basis der Ver-

















Unter der Annahme kleiner Verzerrungen kann Gleichung 2.15 linearisiert werden, sodass sich der
aus der linearen Elastizitätstheorie bekannte technische, symmetrische Verzerrungstensor "i j mit












 "11 "12 "13"21 "22 "23
"31 "32 "33
 "i j = " ji︸ ︷︷ ︸=
 "11 "12 "13"12 "22 "23
"13 "23 "33
 (2.16)
Im Nachfolgenden werden die Elemente der Hauptdiagonalen als Dehnungen und die Nebendiago-





, mit i 6= j (2.17)
Neben dem technischen Verzerrungstensor spielt das logarithmische Verzerrungsmaß "w, das auch als





, 1D Betrachtung: "w = ln (" + 1) (2.18)
Im Gegensatz zur technischen Dehnung bezieht sich die wahre Dehnung nicht auf die Ausgangslänge
l0, sondern auf die aktuelle Länge l des Körpers oder Elements. Im Rahmen der Werkstoffmodell-
entwicklung wird der Verzerrungstensor üblicherweise in einen hydrostatischen und deviatorischen
Anteil zerlegt, Gleichung 2.19. Ersterer wird auch volumetrischer Anteil "v ol genannt und gibt Aus-
kunft über die Volumenänderung des Körpers. Letzterer beschreibt die Gestaltänderung und wird
mit "dev gekennzeichnet. Beide Anteile sind voneinander entkoppelt, sodass das Volumen bei einer
Änderung der Gestalt konstant bleibt und umgekehrt.
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Die Definition der Modellgleichungen erfolgt vorrangig auf Basis der Invarianten des Verzerrungs-
tensors I", da diese unabhängig vom Koordinatensystem sind. Die ersten drei Invarianten sind in
Gleichung 2.20-2.22 aufgelistet.












I"3 = det(") (2.22)
Ein besonderes Augenmerk gilt es zudem auf das Hauptachsensystem zu richten. Dieses ist derart
orientiert, sodass in Schnitten senkrecht zu den Achsen lediglich Dehnungen, die sogenannten Haupt-
normaldehnungen ("I , "I I und "I I I) und keine Scherungen auftreten. Erstere sind orthogonal zu
einander und beinhalten die maximale und minimale Dehnung, wobei folgende Nomenklatur gilt,
Gleichung 2.23.
"I ≥ "I I ≥ "I I I (2.23)
Eine detaillierte Herleitung des Hauptachsensystem wird im folgenden Abschnitt näher erläutert.
2.1.2 Spannungen
Wirken auf einen Körper äußere Punkt-, Linien-, Flächen-, oder Volumenlasten, so resultieren hieraus
innere Kräfte bzw. Spannungen. Hierbei können die Lasten unter anderem mechanischen, thermi-
schen oder elektromagnetischen Ursprungs sein. Nach dem Euler-Cauchy Spannungsprinzip [6] exis-
tiert auf Schnittflächen zwischen Teilkörpern oder äußeren Begrenzungsflächen mit einem Flächen-
normaleneinheitsvektor ~n(~x , t) ein Vektorfeld von Spannungsvektoren ~t(~x , ~n, t), Abbildung 2.2a. Ein
Spannungsvektor beinhaltet den Quotient aus wirkender Kraft dF und Flächeninhalt der Schnittfläche
dA. Die Komponente von ~t in Richtung der Flächennormalen wird Normalspannung σ genannt. Die
zum Flächenelement tangentialen Anteile werden als Schubspannung τ bezeichnet. Abbildung 2.2b

































Abbildung 2.2.: Spannungsvektor nach [10].
Generell wird zwischen zwei Definitionen unterschieden. Technische Spannungen beziehen sich auf
die Schnittfläche in der Anfangskonfiguration, wohingegen wahren Spannungen der in der Momen-
tankonfiguration vorliegenden Flächeninhalt zugrunde gelegt wird. Im Allgemeinen gilt die folgende
Nomenklatur für die beiden Spannungsarten σi j und τi j mit i, j = 1 bis 3. Der erste Index bein-
haltet die Richtung der Flächennormalen und der zweite Index die Wirkrichtung der Spannung,
Abbildung 2.2c. Nach dem Cauchyschen Fundamentaltheorem (A.L. Cauchy, 1789-1857) ist der
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Spannungszustand in ~x durch 9 Tensorkomponenten eindeutig bestimmt [10]. Gleichung 2.24 stellt
den symmetrischen Cauchy-Spannungstensor σ in Matrixform dar.
σ =
 σ11 σ12 σ13σ21 σ22 σ23
σ31 σ32 σ33
=
 σ11 τ12 τ13τ12 σ22 τ23
τ13 τ23 σ33
 (2.24)
Analog zum Verzerrungstensor kann der Spannungstensor in einen volumetrischen Anteil σvol und
Gestaltänderungsanteil σdev aufgeteilt werden.










Voraussetzung für die Hauptachsentransformation ist, dass der Spannungsvektor und die Flächen-
normalen kollinear sind, sodass keine Schubspannung wirksam ist. Hieraus resultiert die in Glei-
chung 2.26 aufgeführte Bedingung. Diese hat für die Hauptrichtungen ~nα mit α= I , I I , I I I aufgrund
der Cramerschen Regel [7] nur dann eine nichttriviale Lösung, falls die Koeffizientendeterminante
Null ist, Gleichung 2.27. Dies führt zur charakteristischen Gleichung 2.28 mit den Invarianten des
Spannungstensors Iσ.
(σ −σ1) · ~n = 0 (2.26)
det (σ −σ1) = 0 (2.27)
σ3 − Iσ1 σ2 − Iσ2 σ− Iσ3 = 0 (2.28)






2)−  Iσ1 (σ)2 (2.30)
Iσ3 (σ) = det(σ) (2.31)
Die Lösungen der charakteristischen Gleichungen sind die Hauptnormalspannungen, wobei analog
zu den Hauptnormaldehnungen Gleichung 2.32 gilt.
σI ≥ σI I ≥ σI I I (2.32)
Des Weiteren berechnen sich die dazugehörigen Hauptschubspannungen nach Gleichung 2.33.
τI = ±σI I −σI I I2 , τI I = ±
σI I I −σI
2
, τI I I = ±σI −σI I2 (2.33)
Analog zu den Invarianten des Cauchy-Spannungstensor, Gleichung 2.29-2.31, können für den devia-
torischen Anteil auch drei Invarianten Jσ ermittelt werden [8], Gleichung 2.34 - 2.36.
Jσ1 = Spur(σ
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2.1.3 Bilanzgleichungen
Für die Beschreibung der in einem Kontinuum durch äußere Lasten hervorgerufenen Spannungen
müssen die thermodynamischen Zustandsgrößen mit den Bewegungsgrößen der Kinematik gekoppelt
werden. Diese allgemeingültigen Prinzipien sind unabhängig von den Materialmodellen und werden
auch Bilanzgleichungen genannt.
Massenbilanz
Die Masse m eines Körper berechnet sich anhand des Volumenintegrals über die Dichteverteilung




















dV0 = 0 (2.37)
Impuls- und Drehimpulsbilanz
Der kinematische Zustand eines Körpers wird durch den Impulsvektor ~p und Drehimpuls- oder Drall-
vektor ~I beschrieben. Ersterer beinhaltet das Volumenintegral über die Dichte- und Geschwindig-
keitsverteilung ~v (~x , t). Hierbei entspricht die zeitliche Änderungsgeschwindigkeit von ~p der akku-






~v (~x , t)ρ (~x , t) dV =
∫
A
~t(~x , ~n, t)dA+
∫
V
~k(~x , t)ρ (~x , t) dV (2.38)
Die Drehimpulsbilanz bezieht sich auf einen ausgewählten Punkt O und besagt, dass die materielle
Zeitableitung von ~IO(~x , t) dem Gesamtmoment aller auf den Körper wirkenden Oberflächen- und
Volumenkräfte in Bezug auf den ausgewählten Punkt O entspricht, Gleichung 2.39 und 2.40.
~IO(~x , t) =
∫
V










~x × ~t(~x , ~n, t) dA (2.40)
Energiebilanz
Infolge der Oberflächen- und Volumenkräfte wird der Körper deformiert und Arbeit Pa geleistet. Hier-
bei wird ein Teil der mechanischen Energie W für die Deformation in Form von kinetischer Energie
K verbraucht. Der restliche Anteil wird auch innere Energie U genannt und entspricht bei Festkör-





~t · ~v dA+
∫
V










Die zeitliche Änderung eines Systems setzt sich aus der ausgetauschten Arbeit und Wärme zusammen.
Die Summe aus der Leistung aller auf den Körper wirkenden äußeren Kräfte sowie der Wärmezufuhr-







(K + U) (2.43)
2.1.4 Werkstoffverhalten und Stoffgesetze
Die in den vorangegangenen Abschnitten eingeführten Beziehungen der Kontinuumsmechanik so-
wie Bilanzgleichungen gelten für alle Kontinua gleichermaßen und sind unabhängig von der Ma-
terialbeschaffenheit. Dennoch liegt die Anzahl der definierten Gleichungen unterhalb der für die
Beschreibung des Kontinuums benötigten Unbekannten. Folglich sind zusätzliche materialabhängige
Gleichungen, sogenannte konstitutive Gleichungen, zu definieren. Diese beschreiben Beziehungen
zwischen den im Körper vorliegenden Spannungen sowie Deformationen und werden im Folgenden
für eine zeitunabhängige Betrachtung näher erläutert. Das Langzeitverhalten der Materialien und
das zyklische Werkstoffverhalten werden gesondert in Kapitel 2.4 bzw. 4.1 behandelt.
Grundbegriffe und Arten des Werkstoffverhaltens
Im Allgemeinen wird zwischen sprödem und duktilem Werkstoffverhalten unterschieden. Dies wird
nachfolgend am Beispiel des einachsigen Zugversuchs näher erläutert. Im Allgemeinen beinhaltet
der lineare Anstieg der Kurve den elastischen Anteil und lässt sich mithilfe des Elastizitätsmodul E
beschreiben. Im Falle eines spröden Verhaltens treten bis zum Versagen des Werkstoffes, d.h. bis zum
Erreichen der Bruchspannung σB bzw. Totaldehnung "t , keine irreversiblen plastischen Deformatio-






























Abbildung 2.3.: Spannungs-Dehnungs-Diagramm eines a) spröden Werkstoffes und im Falle eines
duktilen Verhaltens b) ohne und c) mit ausgeprägter Streckgrenze nach [7, 10].
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Im Gegensatz dazu verformen sich duktile Materialien plastisch, bevor diese brechen. Die Bruchdeh-
nung "b, berechnet sich durch Subtraktion der elastischen von der totalen Dehnung, Abbildung 2.3b,c.
Überschreitet die vorliegende Spannung die Streckgrenze Re, so beginnt der Werkstoff zu fließen.
Dies hat zur Folge, dass nach einem anschließenden Überführen in den spannungslosen Zustand
eine bleibende Deformation zurück bleibt. Bei erneuter Belastung und Überschreitung des bishe-
rigen Spannungsmaximums folgt der Kurvenverlauf der zügigen Spannungs-Dehnungs-Kurve. Es
kann eine ausgeprägte oder kontinuierliche Fließgrenze vorliegen. Erstere kann infolge von Frem-
datomwolken, auch Cottrelwolken genannt, auftreten [16]. Hierbei werden bei Überschreiten der
oberen Streckgrenze ReH Versetzungen losgerissen, wobei die Nennspannung auf das Niveau der
unteren Streckgrenze ReL abfällt und die plastische Dehnung ansteigt. Falls die technische Span-
nung während der plastischen Phase ansteigt, wird dies als Verfestigung bezeichnet, Abbildung 2.3.
Fällt diese hingegen ab, wird dies Entfestigung genannt. Die Zugfestigkeit Rm beinhaltet die maxi-
mal ertragbare technische Zugspannung. Die zugehörige Dehnung wird als Gleichmaßdehnung "g
bezeichnet. Das Werkstoffverhalten kann entweder isotrop (richtungsunabhängig) oder anisotrop
(richtungsabhängig) sein.
Lineare Elastizitätstheorie
Das elastische Materialverhalten ist dadurch charakterisiert, dass alle durch äußere Last hervorgerufe-
nen Verzerrungen nach Entlasten des Körpers wieder vollständig zurückgehen. Der Spannungstensor
berechnet sich durch doppelte Verjüngung des Elastizitäts- oder Steifigkeitstensor C mit dem elas-
tischen Verzerrungstensor "e, der sich aus der Differenz aus der gesamthaften Verzerrung " und
dem plastischen Anteil "p ergibt. Gleichung 2.44 ist allgemein gültig für homogene anisotrope
Werkstoffe. Diese besitzen keinerlei Symmetrie und werden auch als triklinisch bezeichnet [17].
Detaillierte Ausführungen zur Darstellung und Berücksichtigung der Materialsymmetrien nach dem
Curie-Neumann’schen Prinzip aus dem Bereich der Kristallphysik sind unter anderem [18, 19] zu
entnehmen.
σ = C "e = C (" − "p) (2.44)
Der vierstufige Tensor C kann mithilfe der Voigt’schen Notation in Matrixform geschrieben werden,




C11 C12 C13 C14 C15 C16
C22 C23 C24 C25 C26
C33 C34 C35 C36
C44 C45 C46
s ym. C55 C56
C66
 (2.45)
Falls das Material drei zueinander orthogonale Symmetrieebenen besitzt, reduziert sich die Anzahl
der zu bestimmenden Unbekannten auf neun, Gleichung 2.46.
Cor thot rop =

C11 C12 C13 0 0 0
C22 C23 0 0 0
C33 0 0 0
C44 0 0




Weist ein Material lediglich eine Vorzugsrichtung und richtungsunabhängige Eigenschaften senkrecht
zu dieser auf, so wird dessen Verhalten als transversal isotrop bezeichnet. Hierdurch sind fünf unab-
hängige Komponenten zu ermitteln. Gleichung 2.47 beinhaltet für eine Vorzugsrichtung in 1-Richtung
die resultierenden Matrixeinträge.
Ct ransv ersal−isot rop =

C11 C12 C12 0 0 0
C22 C23 0 0 0
C22 0 0 0
1/2 (C22 − C23) 0 0
s ym. C66 0
C66
 (2.47)
Im Falle eines isotropen Materials werden aufgrund der fehlenden Richtungsabhängigkeit zwei Kon-
stanten zur Lösung des Gleichungssystems benötigt, Gleichung 2.48.
Cisot rop =

C11 C12 C12 0 0 0
C11 C12 0 0 0
C11 0 0 0
1/2 (C11 − C12) 0 0
s ym. 1/2 (C11 − C12) 0
1/2 (C11 − C12)
 (2.48)
Die Berechnung der Koeffizienten Ci j mit i, j = 1 bis 3 in den Gleichungen 2.45 - 2.48 erfolgt durch
Invertierung der Steifigkeitsmatrix und auf Basis der folgenden Kenngrößen.
• Elastizitätsmodul E







Im Falle einer Scherung des Materials wird die linear elastische Verformung mithilfe des Schub-








Die Querdehnung bzw. Querkontraktion eines Werkstoffes senkrecht zur Belastungsrichtung
errechnet sich anhand der Poissonzahl νi j.
νi j = −" j j
"ii
(2.51)
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• Kompressionsmodul K
Das Kompressionsmodul K spezifiziert die für eine elastische Volumenänderung bzw. Verdich-
tung des Materials notwendige Druckänderung.
K = − ∆p
∆V/V
> 0 (2.52)
Die für den jeweiligen Anwendungsfall relevanten mathematischen Zusammenhänge werden in den
entsprechenden Abschnitten der Modellentwicklung und -parametrierung näher erläutert.
Plastizität
Im Gegensatz zur Elastizität ist das plastische Materialverhalten von der Belastungshistorie abhängig.
Die für den einachsigen Zugversuch eingeführte Streckgrenze kann für einen dreidimensionalen






= F (σI ,σI I ,σI I I) = 0 (2.53)
Würde der vorliegende Spannungszustand die Fläche überschreiten, wird dieser auf die Fläche proji-
ziert und der Körper plastisch deformiert. Hierbei wird das Kontinuum solange irreversibel verformt,
bis der Spannungszustand wieder innerhalb der Fläche liegt. Je nach Werkstoffbeschaffenheit kann
die Fließfläche ihre Gestalt und Lage in Abhängigkeit der Belastungshistorie ändern. Abbildung 2.4














Abbildung 2.4.: Plastizität: a) isotrope und b) kinematische Verfestigung nach [9, 20].
Bei Ersterer wird angenommen, dass die im Falle einer Zug- oder Druckbelastung durchlaufene
Verfestigung im jeweils entgegengesetzten Bereich überwunden werden muss, bevor der Werkstoff
erneut zu fließen beginnt. Hierdurch vergrößert sich die Fließfläche sukzessive. Einer kinematischen
Verfestigung wird zugrunde gelegt, dass bei einer Umkehr der Belastungsrichtung die Fließfläche
derart verschoben wird, sodass ein erneutes Fließen nach dem Erreichen der zweifachen Fließgrenze
bezogen auf das bisherige Spannungsmaximum bzw. -minimum auftritt.
Für die Beschreibung des Stoffgesetzes wird neben der Fließbedingung eine Fließregel, Glei-
chung 2.55, benötigt. Diese definiert die Einträge des plastischen Verzerrungstensor "p und ergibt sich
durch Extremwertbildung für die dissipative plastische Arbeit dAp. Hierfür wird die Lagrangesche Mul-
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tiplikatorenmethode angewendet, wobei die Fließbedingung, Gleichung 2.53, als Nebenbedingung
gesetzt wird.





Darin beinhaltet ∆Λ einen Lagrangeschen Multiplikator. Ausführlichere Details zum mathematischen
Verfahren sind in B E T T E N [7] aufgeführt.
Fließbedingung nach von Mises
VO N M I S E S [21] postulierte eine Fließbedingung für isotrope Werkstoffe und setzte die zweite
Invariante des deviatorischen Spannungstensors Jσ2 in Korrelation zu einem werkstoffspezifischen
und empirisch zu ermittelnden Parameter k, Gleichung 2.56 und 2.57.
F =
Æ












− k = 0 (2.57)
Hierbei wird Inkompressibilität und ein von der Belastungsart unabhängiges Verhalten, d.h. die Zug-
und Druckfließspannungen sind identisch, vorausgesetzt. Die plastische Deformation des Kontinuums
ist daher unabhängig vom hydrostatischen Anteil, bei dem alle Hauptspannungen gleich sind.
Fließbedingung nach Drucker-Prager
Im Gegensatz dazu berücksichtigt das D R U C K E R -P R A G E R (DP) Fließmodell [22] eine Zug-Druck-
Asymmetrie der Fließbedingung, indem diese in Abhängigkeit von Iσ1 und J
σ
2 definiert wird, Glei-
chung 2.58 und 2.59.
F = αIσ1 +
Æ






Iσ1 tanβ − c = 0 (2.59)
Bei α, k, β und c handelt es sich um positive Materialparameter, wobei β den Winkel zwischen
der hydrostatischen Achse (σI = σI I = σI I I)) und der Fließfläche beschreibt. Das von D R U C K E R
und P R A G E R [22] entwickelte Modell basiert auf einem isotropen Materialverhalten und wurde
unter anderem von [23–25] erweitert. In der vorliegenden Arbeit wird das in A N S Y S implementierte
Extended Drucker-Prager Model verwendet.
Fließbedingung nach Hill
Den bisher aufgelisteten Plastizitätsmodellen liegt Isotropie zugrunde. Im Falle einer Richtungsab-
hängigkeit müssen zusätzliche Anisotropiekoeffizienten sowie -bedingungen definiert werden. Eine
orthotrope Plastizität lässt sich mittels sechs linear unabhängiger Materialparameter beschreiben
[26]. Diese werden auch als Lankford Koeffizienten [27]bezeichnet und im Folgenden mit H1, H2, H3,
H4, H5 und H6 gekennzeichnet. Die von H I L L in 1948 [28] vorgestellte quadratische Fließbedingung
charakterisiert einen inkompressiblen Werkstoff mit identischen Zug- und Druckfließspannungen und
ist in Gleichung 2.60 dargestellt.
F = H1 (σ11 −σ22)2+H2 (σ22 −σ33)2+H3 (σ33 −σ11)2+2H4τ212+2H5τ223+2H6τ213−1 = 0 (2.60)
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Abbildung 2.5 veranschaulicht die einzelnen Fließflächen im Hauptspannungsraum in einer 3D

















Abbildung 2.5.: VO N M I S E S (blau), D R U C K E R -P R A G E R (rot) und H I L L (grün) Fließflächen im Haupt-
spannungsraum: a) 3D Ansicht, b) Deviatorschnitt (pi-Ebene) nach [8].
In der dreidimensionalen Betrachtung und im Bezug auf die hydrostatische Achse stellt die V O N
M I S E S Bedingung einen Kreiszylinder, das D R U C K E R -P R A G E R Modell einen Kegel und das H I L L
Kriterium einen allgemeinen Zylinder dar. Durch den Deviatorschnitt ergeben sich bei der V O N M I S E S
und D R U C K E R -P R A G E R Bedingung Kreise und beim H I L L Kriterium eine ebene Kurve. Hierbei ist zu
beachten, dass die Lage der Schnittebene den Radius im Falle des DP-Modells maßgeblich beeinflusst,
wohingegen die anderen Konturen unverändert bleiben.
Nachdem die für die Entwicklung von Berechnungsmodellen notwendigen kontinuumsmechanischen
Grundlagen erläutert wurden, werden die für den Elektromotorenbau spezifischen Materialien expe-
rimentell charakterisiert sowie geeignete Modelle entwickelt.
2.2 Blechpaket
Aus dem schichtweisen Aufbau der Blechpakete resultieren richtungsabhängige Materialeigenschaf-
ten mit einer Vorzugsrichtung in Stapelrichtung. Zudem haben bisherige Untersuchungen gezeigt,
dass die Steifigkeit normal zum Einzelblech in Relation zur Kompression des Blechpakets steht [3,
29]. Im Folgenden werden Messtechniken zur Ermittlung der Ersatzkennwerte und Charakterisierung
der Temperatur- sowie Vorspannungseinflüsse aufgezeigt. Auf Basis dessen wird der Modellierungs-
umfang festgelegt und ein Ersatzmodell entwickelt, das anhand von Messdaten validiert wird.
2.2.1 Vorspannungsabhängige Materialeigenschaften
Die Blechschnittgeometrie der Einzelbleche wird im Zuge der elektromagnetischen sowie thermome-
chanischen Auslegung festgelegt und aus gewalztem Elektroband ausgestanzt, erodiert, wasserstrahl-
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oder laserstrahlgeschnitten [30]. Infolge des Walzprozesses liegen richtungsabhängige Materialei-
genschaften vor, wobei die Einzelblechsteifigkeit in Abhängigkeit der Winkelabweichung von der












1− ν⊥‖ν‖⊥ + 2G‖⊥

sin2 2α (2.61)
Hierbei werden die Walzrichtung und deren Senkrechte mit den Indizes ‖ bzw. ⊥ gekennzeichnet.
Um den Einfluss des Walzprozesses zu minimieren und ein möglichst isotropes Materialverhalten
senkrecht zur Stapelrichtung zu erhalten, werden die Bleche während des Paketierungsprozesses
regelmäßig zueinander verdreht. Die aus einer Verdrehung der Bleche um 60° resultierende Steifig-


























1. Blech 2. Blech 3. Blech Mittelwert
a) b)
Abbildung 2.6.: Steifigkeit des Elektroblechs in Abhängigkeit der Walzrichtung: a) überhöhte Darstel-
lung in Polarkoordinaten, b) Aufbau des Blechpakets.
Die Steifigkeit in Blechebene bezogen auf die gesamte Pakethöhe ergibt sich aufgrund des Ferti-
gungsprozesses aus dem Mittelwert der Einzelblechkennwerte, sodass ein transversal isotropes Ma-
terialverhalten angenommen werden kann. Die Einträge des Steifigkeitstensors, Gleichung 2.48,
können durch Invertierung von C und mithilfe der in den Gleichungen 2.49 -2.52 eingeführten Kenn-
größen beschrieben werden. Hieraus resultiert das in Gleichung 2.62 aufgeführte und zu lösende

























Die Steifigkeit E2 und Querkontraktionszahl ν23 in Blechebene werden anhand von Versuchen auf Ein-
zelblechebene bestimmt. Blechpakete weisen unter Druck aufgrund der Blechwelligkeit und -rauigkeit
einen progressiven Spannungs-Dehnungs-Verlauf auf [3]. Dieser hängt von der Belastungshistorie ab















Stauchung des Blechpakets e1
kontinuierliche Erstbelastung
abzubildender Umfang
Abbildung 2.7.: Exemplarischer Spannungs-Dehnungs-Verlauf für eine
Druckbelastung in Stapelrichtung nach [33].
überschreitet, folgt das Werk-
stoffverhalten dem Verlauf
einer kontinuierlichen Be-
lastung. Nach einem Entlas-
ten des Prüflings verbleibt
eine irreversible Stauchung,
die auf eine plastische De-
formation im Kontaktbe-
reich zurückgeführt werden
kann [3]. Im Falle einer
wiederkehrenden Belastung
mit der gleichen Amplitude
entstehen Hysteresen. Im
vorliegenden Anwendungs-
fall wird das Paket während
des Herstellprozesses einer
höheren Kompression als
im Betrieb ausgesetzt, so-
dass sich der abzubildende
Umfang auf den in Abbildung 2.7 mit Rauten markierten Bereich reduziert. Die vorspannungsabhän-
gige Steifigkeit in Stapelrichtung E1 beinhaltet die Steigung des Graphen und wird durch Ableiten
des Spannungs-Dehnungs-Zusammenhangs berechnet. Nachfolgend wird zusätzlich der Temperatur-
einfluss näher untersucht und eine Vorgehensweise zur Ermittlung der Vorspannungs-Temperatur-
Charakteristik von E1 anhand einer Probe vorgestellt. Des Weiteren werden die Torsionssteifigkeit G12
und Poissonzahl ν12 in Abhängigkeit der Kompression des Blechpakets bestimmt. Die entwickelten
Prüfmethoden werden exemplarisch auf 0,3 mm dickes nichtkornorientiertes Elektroblech angewen-
det. Dieses ist beidseitig mit Typ C5 Lack beschichtet. Zudem wird der Einfluss von zusätzlichem
Backlack auf das mechanische Verhalten untersucht.
Steifigkeit in Stapelrichtung E1
Bisherige Blechpaketcharakterisierungen greifen unter anderem auf quasistatische Druckversuche
[29, 34, 35] oder ultra-sonic measurements [36] zurück. LU C H S C H E I D E R [3] konnte keinen Tempera-
tureinfluss auf die mechanischen Eigenschaften von mit Aceton gereinigten Elektroblechen feststellen.
Dieser hängt jedoch maßgeblich von der Beschichtung der Bleche ab. Abweichend zum bisherigen
Vorgehen zur Charakterisierung des mechanischen Verhaltens der Blechpakete werden im Folgenden
Temperatur-Spannung-Dehnungs-Kennfelder mithilfe dynamisch mechanischer thermischer Analysen
(DMTA) ermittelt. Diese werden vorrangig im Bereich der Polymere eingesetzt und setzen die mecha-
nischen Kennwerte in Relation zu Spannung, Dehnung, Temperatur, Zeit und Frequenz [37]. Hierfür
werden statische und sinusförmige dynamische Lasten mit einer Winkelfrequenz ω gemäß ISO 6721-
1 [38] oder ASTM D 4092 [39] aufgebracht und die Materialantwort aufgezeichnet, Abbildung 2.8b.
Der Phasenversatz zwischen Erregung und Antwort wird mit δ gekennzeichnet. Abbildung 2.8a zeigt
den schematischen Aufbau der Prüfmaschine. Zu Beginn einer Prüfung wird die statische Last auf-
gebracht und im Anschluss der dynamische Anteil überlagert. Zwischen den einzelnen Messpunkten
wird die Probe entlastet und auf eine vorgegebene Kontaktkraft FN geregelt.
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Antrieb für statische Last
a)


































Abbildung 2.8.: a) Schematischer Aufbau der Prüfmaschine und b) σ-"-Verlauf nach [40].
Für die Bestimmung der Steifigkeit in Stapelrichtung werden Messungen in Temperaturschritten von
2 K mit einer konstanten Frequenz von 5 Hz durchgeführt und die statischen sowie dynamischen Deh-
nungen bzw. Spannungen ausgewertet. Diese Vorgehensweise wird auch Temperatur-Sweep genannt.
Die Proben werden mit einer Heizrate von 2 K/min auf bis zu 180°C erwärmt und während eines
Durchgangs konstanten Belastungsamplituden ausgesetzt. Die Druckspannung wird iterativ auf bis
zu 19 MPa erhöht. Hierbei ist zu beachten, dass die maximale Kraft der Prüfmaschine auf 500 N limi-
tiert ist, sodass Miniaturproben anstelle von Maschinenkomponenten herangezogen werden müssen.
Die Gestalt sowie der Querschnitt der Prüflinge müssen unter Berücksichtigung der Probekörperaus-
richtung sowie Knickstabilität festgelegt werden. Hierfür wird die Sicherheit S gegen Ausknicken
mithilfe der Euler Formel [41] in Kombination mit der Ableitung der Spannungs-Dehnungs-Kurve












≥ 9, 5 (2.63)
Der Flächeninhalt des Querschnitts wird mit A und dessen Flächenträgheitsmoment mit I bezeichnet.























Stauchung des Blechpakets e
1
DMA - Backlack
DMA - lose Bleche
Druckversuch - Backlack
Druckversuch - lose Bleche
Abbildung 2.9.: Abmessungen der a) Druck und b) DTMA Prüflinge, c) zugehörige Spannungs-
Dehnungs-Diagramme für eine Druckbelastung in Stapelrichtung bei RT nach [33].
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Im Falle der losen Bleche werden diese mithilfe einer Hilfsvorrichtung gestapelt und ausgerichtet.
Diese wird nach Aufbringen einer initialen Belastung, die höher ist als die maximale Kraft des jewei-
ligen Testdurchlaufs, entfernt, Anhang C.1.2. Um den Größeneinfluss und Fehler durch das Prüfen
von Miniaturproben bewerten zu können, werden die Ergebnisse der DMTA bei Raumtemperatur
Spannungs-Dehnungs-Diagrammen, die anhand größerer Prüflinge, Abbildung 2.9b, und Druckversu-
chen ermittelt wurden, gegenüber gestellt. Die Messwerte beider Prüfverfahren sind in Abbildung 2.9c
veranschaulicht und stimmen sehr gut überein, sodass kein Größeneinfluss identifiziert werden kann
und die kontinuierlichen Kurven mithilfe der Methode der kleinsten Fehlerquadrate auf Basis der
DMTA Ergebnisse abgeschätzt werden können.
Die anhand der Temperatur-Sweeps abgeleiteten dreidimensionalen Kennfelder sind in Abbil-
dung 2.10 dargestellt und zeigen im Falle der losen Bleche keine signifikante Temperaturabhän-
gigkeit. Im Gegensatz dazu fällt die Steigung der Spannungs-Dehnungs-Kurve beim Backlackprüfling
oberhalb 100°C, der Glasübergangstemperatur des Lacks, ab. Des Weiteren erhöht die zusätzliche
Beschichtung die Steifigkeit in Stapelrichtung über den gesamten Temperaturbereich, da der Lack





































































Abbildung 2.10.: Spannungs-Dehnungs-Temperatur Kennfelder im Falle a) der losen Bleche und b)
des Backlackprüflings nach [33].
Torsionssteifigkeit G12
Die Torsionssteifigkeit der verpressten Blechpakete wird anhand von Druck-Torsionsversuchen (DTV)
und Doppelscherversuchen (DSV) ermittelt. Bei Ersteren werden Initialdrücke von 1 MPa bis 21 MPa
verwendet, wohingegen bei Letzteren exemplarisch die Auswirkung einer Vorspannung von 7 MPa
untersucht wird. Im Falle der DTV wird eine servo-hydraulische Prüfmaschine und Lasertriangulation
eingesetzt. Die Prüflinge werden initial in Stapelrichtung komprimiert und anschließend tordiert. Die
Verdrehung des Stapels wird mit zwei Lasertriangulationssensoren detektiert, wobei die Kompressi-
onskraft F und das Drehmoment T auf die jeweilige Sollvorgabe geregelt wird. Abbildung 2.11 zeigt
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Abbildung 2.11.: Schematischer Prüfaufbau der Druck-Torsionsversuche nach [33].
Die Kraftübertragung zwischen den einzelnen Blechen erfolgt über Reibschluss. Um ein Rutschen
des Prüflings in der Vorrichtung außerhalb des Messbereichs zu vermeiden, wird die Schnittstelle zur
Prüfmaschine zusätzlich mit Deckblechen und Bolzen gesichert. Zwei Messbleche werden in das Blech-








Die Bestimmung der Torsionssteifigkeit G12 erfolgt mithilfe der Gleichung 2.65 und unter der Annah-









Die in Abbildung 2.8 veranschaulichte Prüfmaschine wird für die Durchführung der DSV verwendet,
wobei eine neue Prüfprozedur und Prüflingsaufnahme konzeptioniert werden musste, um den Einfluss












Abbildung 2.12.: a) Schematischer Prüfaufbau und b) Adapter der Doppelscherversuche.
Aufgrund der Kraft- sowie Bauraumbegrenzung der Prüfmaschine werden erneut die Miniaturproben,
Abbildung 2.9a, herangezogen. Diese werden initial mit 500 N Druckkraft beaufschlagt, im Anschluss
einer Vorspannung von 7 MPa ausgesetzt und mithilfe der Querstreben sowie Verschraubungen fixiert.
Anschließend wird die Vorrichtung umgebaut und Temperatursweeps mit einer Frequenz von 5 Hz
analog zum vorangegangenen Abschnitt durchgeführt. Für die Berechnung der Torsionssteifigkeit
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werden die dynamischen Kenngrößen und der in Gleichung 2.66 aufgeführte Formelzusammenhang
herangezogen [42]. Hierbei beinhaltet τa die Scherspannungsamplitude, γa die Scherungsamplitude,
Fa den dynamischen Kraftanteil, sa die dazugehörige Auslenkung des Mittelteils, g den Scherspalt
und A0 den Flächeninhalt des Probenquerschnitts.







Die Ergebnisse der Druck-Torsionsversuche zeigen, bis die Probe zu rutschen beginnt, einen linearen
Zusammenhang zwischen Verdrehwinkel und Torsionsmoment. Folglich entspricht G12 der Steigung
der T -φ-Kurve und kann unabhängig vom Verdrehwinkel bestimmt werden. Abbildung 2.13a stellt
die anhand der Messdaten bei Raumtemperatur und 180°C abgeleiteten Torsionssteifigkeiten der
losen Bleche sowie Backlackprüflinge dar. Alle Konfigurationen verhalten sich progressiv und zeigen
eine Vorspannungsabhängigkeit von G12. Der Einsatz von zusätzlichem Backlack hat keinen Ein-
fluss auf die Torsionssteifigkeit bei Raumtemperatur. Da die Bleche untereinander reibungsschlüssig
verbunden sind und das Losreismoment nicht näher betrachtet wird, erhöht ein zusätzliches Verkle-
ben der Bleche die Kraftübertragung nicht. Höhere Temperaturen verringern die Torsionssteifigkeit
aufgrund der thermomechanischen Eigenschaften der Beschichtungen, wobei die Backlackprüflinge
die niedrigsten Werte aufweisen. Dies begründet sich damit, dass die Typ C5 Beschichtung tem-
peraturbeständiger als der Backlack ist, der eine Glasübergangstemperatur von ca. 100°C aufweist.
Abbildung 2.13b zeigt die Steifigkeiten der Backlackprüflinge, die mithilfe der DTV und DSV für
σ11 = 7 MPa ermittelt wurden.
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Abbildung 2.13.: Torsionssteifigkeit G12 in Abhängigkeit der: a) Blechpaketvorspannung bei RT und
180°C nach [33], b) Temperatur bei einer Blechpaketvorspannung von 7 MPa, c)
Blechpaketvorspannung und Temperatur.
Die Ergebnisse der beiden grundlegend unterschiedlichen Messverfahren weichen lediglich um ca.
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5% voneinander ab. Daher kann auf Basis der in Abbildung 2.13a,b gewonnen Stützstellen ein Kenn-
feld aus Temperatur, Vorspannung und Torsionssteifigkeit abgeschätzt werden, Abbildung 2.13c. Ab
einer Vorspannung von 3 MPa treten größere Wechselwirkungen zwischen T und σ11 auf. G12 steigt
für Temperaturen unterhalb der Backlack-Tg progressiv an und stagniert im anderen Fall.
Querkontraktionszahl ν12
Neben den Steifigkeiten muss die Querdehnung in Blechebene in Abhängigkeit der Kompression in
Stapelrichtung untersucht werden, um das transversal isotrope Werkstoffverhalten vollständig be-
schreiben zu können. Hierfür wird das Blechpaket mit einer Druckspannung von bis zu 100 MPa belas-
tet und die laterale Ausdehnung mithilfe hochauflösender taktiler Messtechnik erfasst. Die Vorspan-
nung des Blechpakets wird durch eine M10 Schraube mit einer Festigkeitsklasse von 14.9 aufgebracht
und von einer Kraftmessdose überwacht. Abbildung 2.14 zeigt den verwendeten Versuchsaufbau so-
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Abbildung 2.14.: a) Prüfaufbau zur Bestimmung von ν12 und b) Messer-
gebnisse in Abhängigkeit von σ1 bei RT nach [33].
Für die Bestimmung der
Poissonzahl ν12 wird ein




te implementiert. Die Mess-
werte werden nach der
Gaussschen Methode der
kleinsten Fehlerquadrate
aufbereitet und ν12 mittels
model updating iterativ er-





vorspannung sind in Abbil-
dung 2.14 dargestellt. Obwohl sich die radiale Aufweitung des Blechpakets nahe der Messgenauigkeit
befindet, können plausible Werte und Zusammenhänge identifiziert werden. Nichtsdestotrotz soll-
te der Probenquerschnitt für zukünftige Untersuchungen und andere Blechpaketkonfigurationen
vergrößert werden. Im Falle der losen Bleche ist keine signifikante Interaktion zwischen ν12 und
σ11 zu erkennen. Durch den zusätzlichen Backlack verdreifacht sich der Initialwert. Zudem nimmt
dieser mit steigender Verpressung zu und konvergiert gegen die Poissonzahl des Blechs bzw. des Lacks.
Fazit
Die experimentelle Charakterisierung der Blechpakete zeigte, dass neben der Steifigkeit in Stapel-
richtung auch die Torsionssteifigkeit von der Kompression des Pakets abhängt. Dies trifft auch auf
die Poissonzahl zu, falls die Bleche zusätzlich mit Backlack miteinander verklebt sind. In diesem Fall
interagiert E1 auch mit der Temperatur. Da das Materialverhalten maßgeblich von der Blechdicke, An-
hang C.1.3, und Beschichtung bestimmt wird, wurden Prüftechniken eingeführt, die es ermöglichen
die Kennwerte sowie Wirkzusammenhänge einer gewünschten Blechpaketkonfiguration zu ermitteln.
Im vorliegenden Anwendungsfall werden die Blechpakete während der Herstellung stärker verpresst
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als im Betrieb, wodurch sich der Modellierungsumfang auf den Spannungs-Dehnungs-Verlauf nach
dem Erreichen des maximalen Lastniveaus reduziert. Hierbei werden die bei der Be- und Entlas-
tung entstehenden Hystheresen durch eine Regressionsfunktion approximiert, sodass sich der in



























Abbildung 2.15.: Modellierungsumfang: unterschiedliches Steifigkeitsverhalten in Blechebene und
Stapelrichtung.
2.2.2 Modellierung der transversal isotropen vorspannungsabhängigen Materialeigenschaften
Nachdem das abzubildende Werkstoffverhalten festgelegt wurde, werden geeignete Modellierungsan-
sätze entwickelt und diese numerisch in A N S Y S implementiert. Anstelle der detaillierten Auflösung
der einzelnen Bleche werden homogene Ersatzmaterialien, die das Werkstoffverhalten der hetero-
genen Struktur abbilden, verwendet, um in frühen Projektphasen Aussagen treffen und Konzepte
bewerten zu können. Hierbei besteht die Herausforderung in der Berücksichtigung der vorspan-
nungsabhängigen Materialparameter sowie unterschiedlichen Größenordnungen der Steifigkeiten in
Blechebene und Stapelrichtung, Abbildung 2.15. Dies bildet eine herkömmliche isotrope Modellie-
rung auf Basis der Einzelblechkennwerte nicht ab.
Modellierungsansatz
Im Gegensatz zur konventionellen isotropen Modellierung wird ein transversal isotropes Materialge-
setz, dessen Materialkonstanten in Vorzugsrichtung mithilfe von Feldvariablen sowie abschnittsweise
definierter Funktionen modelliert werden, vor. Die Eigenschaften eines jeden Elements werden am
Ende jeder Iteration in Abhängigkeit der jeweils vorliegenden Kompression in Stapelrichtung aktua-
lisiert. Die lineare Elastizitätstheorie für orthotrope Materialien [43] bildet die Grundlage für die
entwickelten Modellierungs- und Implementierungsansätze. Der in Gleichung 2.46 eingeführte Elas-
tizitätstensor kann anhand der Elastizitätsmoduln Ei, Schubmoduln Gi j und Querkontraktionszahlen
















































Aus der in Blechebene angenommenen Isotropie resultieren Gleichung 2.70-2.73.
E2 = E3 (2.70)
G12 = G13 (2.71)





Das vorspannungsabhängige Werkstoffverhalten wird mittels abschnittsweise definierter Funktionen
abgebildet. Die zu wählenden Formelzusammenhänge sowie Fallunterscheidungen variieren je nach
Blechpaketkonfiguration und können beispielsweise auf Basis von "11, σ11 oder J definiert werden.
Des Weiteren können die Verläufe der Parameter in beliebig viele Abschnitte unterteilt werden, wobei
auf möglichst stetige Übergänge zu achten ist und sprunghafte Änderungen vermieden werden sollten.
Nachfolgend wird der entwickelte Modellierungsansatz exemplarisch für die lose gestapelten Bleche
aufgezeigt. Für diesen Anwendungsfall hat sich das Verwenden von Exponentialfunktionen sowie
einer Fallunterscheidung als zielführend erwiesen, Gleichung 2.74 und 2.75.
E1 =
§
A0 für "11 > 0
A0 exp (−"11 A1) für "11 ≤ 0 (2.74)
G12 =
§
A2 für "11 > 0
A2 exp (−"11 A3) für "11 ≤ 0 (2.75)
Hierbei beinhalten Ai mit i = 0 bis 3 Konstanten, die anhand der im vorherigen Abschnitt aufgezeigten
Versuchsergebnisse durch Regressions- oder Korrelationsanalysen ermittelt wurden.
Nachdem der elastische Teil des transversal isotropen Materialverhaltens mathematisch beschrieben
wurde, wird die Plastizität in Blechebene ergänzt. Da die Fließgrenze in der Isotropieebene oberhalb
der maximalen Spannung in Stapelrichtung liegt, Abbildung 2.15, und ein rein elastisches Verhalten
in Vorzugsrichtung abzubilden ist, kann eine isotrope Verfestigung nach V O N M I S E S herangezogen
werden. Hierbei erfolgt die Parametrierung auf Basis des Einzelblechs. Die berechneten Spannungen
in Stapelrichtung erreichen in dem zu betrachtenden Wertebereich die definierte Streckgrenze nicht.
Bei der Auslegung elektrischer Maschinen spielen die aus der Fliehkraft resultierenden Belastungen
eine übergeordnete Rolle, sodass keine Belastungsumkehr vorliegt und sowohl eine kinematische als
auch isotrope Verfestigung verwendet werden kann.
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Implementierung in A N S Y S
Die im vorherigen Abschnitt entwickelten mathematischen Beschreibungen werden in A N S Y S Mecha-
nical implementiert. Hierfür werden Feldvariablen definiert und eine Subroutine programmiert, die
nach dem folgenden Ablaufdiagramm, Abbildung 2.16, aufgebaut ist. Am Ende eines jeden Substeps,
d.h. einer jeden Berechnungsiteration, werden die Materialeigenschaften elementweise auf Basis
der jeweils vorliegenden Verzerrung aktualisiert. Hierfür werden die logarithmischen Dehnungen
ausgelesen, die Feldvariablen berechnet und neuen Materialkenngrößen zugewiesen.
- Definition der Feldvariablen UF0X = ( , , ,...)f s e1 1 J
- Zuweisen der Materialeigenschaften
- Aufbringen der Randbedingungen
- Festlegen der Lastschritte und Substeps
Initialisierung
Start der Berechnung
Lösen der Gleichungssysteme für den aktuellen Substep
Aktualisieren der Materialeigenschaften
1. Auslesen des logarithmischen Verzerrungstensors für jedes Element
2. Berechnen der logarithmischen Hauptdehnungen elog, log, log,I II III, ,e e
det[ ] = 0-e1e
3. Berechnung der Hauptdehnungen
= exp( ), mit i = bise ei log,i I III




5. Berechnung der Feldvariablen
6. Berechnung und Zuweisung der Materialkenngrößen undE, Gi ij ijn






Abbildung 2.16.: Implementierung des transversal isotropen vorspannungsabhängigen Material-
modells.
2.2.3 Parameteridentifikation und Modellvalidierung
Nachdem mathematische Gleichungen zur Beschreibung des vorspannungsabhängigen Materialver-
haltens entwickelt und numerisch implementiert wurden, müssen diese parametrisiert und validiert
werden. Daher werden die Simulationsergebnisse des in Kapitel 2.2.1 aufgeführten Modellierungs-
umfangs mit den Messdaten abgeglichen. Zudem wird der Herstellprozess eines Statorblechpakets in
der Simulation abgebildet und anhand von experimentell bestimmten Deformationen validiert.
Validierung der Simulationsergebnisse
Abbildung 2.17 veranschaulicht das Spannungs-Dehnungs-Verhalten des entwickelten Modells und
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Abbildung 2.17.: Abgleich der Simulationsergebnisse mit den Messdaten in a) Blechebene und b)
Stapelrichtung.
Beide Ansätze beschreiben das Werkstoffverhalten in der Blechebene sehr gut, Abbildung 2.17a. Der
nichtlineare Verlauf in Stapelrichtung wird jedoch nur von der Modellierung mithilfe von Feldvaria-
blen und abschnittsweise definierter Funktionen zufriedenstellend abgebildet. Es existieren lediglich
kleine Abweichungen im Druck- und Zugbereich, Abbildung 2.17b. Erstere befinden sich im Bereich
der Hystheresen aus Abbildung 2.15a und sind somit tolerierbar. Letztere könnten durch eine weitere
Fallunterscheidung verringert werden, spielen jedoch bei der Auslegung von elektrischen Maschinen
eine untergeordnete Rolle.
Einfluss der Schrittweite einer Iteration
Da die numerische Implementierung auf einer Aktualisierung der Materialkenngrößen am Ende eines
jeden Substeps basiert, entsteht eine Abhängigkeit der Simulationsergebnisse vom vorliegenden
Abstand zwischen zwei Berechnungsiterationen, der sogenannten Schrittweite. Abbildung 2.18 zeigt
den Einfluss verschiedener Schrittweiten auf die berechneten Spannungs-Dehnungsverläufe bzw.



















Sim. - 5x Schrittweite
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Abbildung 2.18.: Abgleich der Simulationsergebnisse mit den
Messdaten: Einfluss der Schrittweite.
Steifigkeiten in Stapelrichtung. Die
im vorherigen Abschnitt gewählte
Schrittweite dient hierbei als Aus-
gangspunkt. Je größer die Inkre-
mente gewählt werden, desto stär-
ker weichen die simulativ ermit-
telten Kurven von den Messdaten
ab. Daher muss beim Parametrie-
ren und Anwenden des Modells dar-
auf geachtet werden, dass in bei-
den Fällen eine ähnliche Schrittwei-
te vorliegt. Diese ist zudem so groß
wie möglich und klein wie nötigt zu
wählen, um Ressourcen zu sparen
und die Rechenzeit zu minimieren.
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Übertragbarkeit auf ein ein Statorblechpaket
Die Übertragbarkeit der Modelle wird am Beispiel eines Stators untersucht. Während dessen Fertigung
werden die einzelnen Bleche übereinander gestapelt, mit 200 kN verpresst und anschließend unter
einer Vorspannung von 1 MPa an sechs Stellen verschweißt. Hierdurch verformt sich die Stirnfläche
des Blechpakets inhomogen. Um die aus der Herstellung resultierende Deformation quantifizieren
zu können, werden die Stirnflächen mithilfe einer Koordinatenmessmaschine wie in Abbildung 2.19
dargestellt vermessen. Bei der Datenaufbereitung werden die Schweißnähte als Referenz gewählt,
da sich diese nach dem abschließenden Entlasten des Prüflings nicht signifikant längen. Im Zuge
der Auswertung wird die Bauteilsymmetrie ausgenutzt und über die beiden Stirnflächen sowie die
einzelnen Segmente gemittelt, sodass dem Ergebnis 24 Einzelmessungen zugrunde liegen.
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Abbildung 2.19.: Validierung der Blechpaketmodellierung am Beispiel der Herstellung eines Blechpa-
kets.
Die experimentell ermittelte Verschiebung der Stirnfläche in Stapelrichtung u1 wird den Simulati-
onsergebnissen einer isotropen und vorspannungsabhängigen transversal isotropen Modellierung
gegenüber gestellt. Der isotrope Ansatz bildet die Deformation aufgrund der fehlenden Nachgiebig-
keit in Stapelrichtung nicht ab. Im Gegensatz dazu stimmen die berechneten Verschiebungsfelder im
Falle der entwickelten Materialbeschreibung sehr gut überein, sodass eine gute Modellgüte erreicht
werden kann.
Auswirkung der vorspannungsabhängigen Kenngrößen auf die angrenzenden Bauteile
Nachdem die Gültigkeit des vorgestellten Modells auf Blechpaketebene aufgezeigt wurde, soll dessen
Einfluss auf die Spannungsverteilung in den angrenzenden Komponenten anhand eines fiktiven Mi-
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nimalbeispiels näher untersucht werden. Hierfür wird die Statormontage in das Gehäuse, das durch
einen Aluminiumzylinder abstrahiert wird, herangezogen. Im Allgemeinen muss das durch elektro-
mechanische Energiewandlung erzeugte Moment vom Gehäuse abgestützt werden. Im vorliegenden
Beispiel soll dies durch eine Presspassung zwischen Stator und Gehäuse realisert werden. Diese wird
durch einen reibungsbehafteten Kontakt mit geometrischen Versatz umgesetzt. Hierbei beträgt das
geometrische Übermaß 150 µm und die Vorspannung des Bleckpakets vor dem Fügen 1 MPa. Um
die Auswirkung des Modellierungsansatzes auf die in den umliegenden Komponenten vorliegenden
Belastungen bewerten zu können, werden die Spannungen im Zylinder ausgewertet, wobei die Ro-
tationssymmetrie bei der Modellierung ausgenutzt wird. Abbildung 2.20 zeigt das freigeschnittene
Simulationsmodell sowie die im Aluminiumzylinder infolge des Statorfügens vorliegenden V O N M I -
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Abbildung 2.20.: a) Freigeschnittenes Simulationsmodell, V O N M I S E S Vergleichsspannung im Zylinder
im Falle einer b) isotropen und c) vorspannungsabhängigen transversal isotropen
Modellierung.
Falls die vorspannungsabhängigen Kenngrößen sowie die transversale Isotropie nicht berücksichtigt
werden und ein isotropes Verhalten zugrunde gelegt wird, entsteht eine Spannungskonzentration im
Zylinder im Bereich der Blechpaketstirnfläche. Hierdurch liegen im Aluminiumzylinder zudem höhere
V O N M I S E S Vergleichsspannungen vor. Hieraus resultiert das Risiko einer Überdimensionierung der
angrenzenden Komponenten. Die nichtlinearen Werkstoffeigenschaften in Stapelrichtung beeinflus-
sen die Festigkeit der angrenzenden Komponenten maßgeblich. Folglich ermöglicht das entwickelte
und validerte Materialmodell eine optimale E-Maschinenauslegung.
2.3 Kupferwicklung
Neben den Blechpaketeigenschaften spielt das Werkstoffverhalten der Kupferwicklungen bei der
Auslegung elektrischer Maschinen eine zentrale Rolle. Daher wird dieses im folgenden Kapitel ex-
perimentell und numerisch auf Basis der Einzelkomponenten sowie als Verbund charakterisiert. Des
Weiteren werden geeignete Berechnungsmodelle ausgewählt, parametrisiert, implementiert und vali-
diert.
2.3.1 Materialeigenschaften der Einzelkomponenten
Bevor die Kupferwicklung näher untersucht wird, werden die Eigenschaften der einzelnen Bestand-
teile des Verbundwerkstoffes aufgezeigt sowie modelliert.
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Kupferlackdraht
Kupferlackdrähte bestehen in der Regel aus gezogenem Kupfer mit einem Cu-Masseanteil von min.
99,9%, das mit je nach Anwendungsfall und Anforderung mit verschiedenen Lacksystemen elek-
trisch isoliert ist. Die Beschichtung wird hierbei in mehreren Schichten aufgebracht und eingebrannt.
Für das Versuchsprogramm wird Cu-ETP Draht herangezogen, der mit einem Polyetherimid (PEI)
Basecoat und Polyamidimid (PAI) Topcoat ummantelt ist. Die einzelnen Lackschichten werden für
die Modellierung als homogene Schicht mit gemeinsamen integralen Eigenschaften betrachtet. Die
Spannungs-Dehnungs-Diagramme des eingesetzten Lackdrahts, Lacksystems und Cu-ETPs sowie ein































Abbildung 2.21.: a) Schnittbild quer zur Drahtachse, b) Spannungs-Dehnungs-Diagramme des Kupfer-
drahts, Cu-ETPs und Lacksystems.
Die Eigenschaften der homogeniserten Beschichtung wurden hierbei durch revers engineering ermit-
telt. Alle Materialien besitzen bei 180°C höhere Bruchdehnungen, jedoch niedrigere Streckgrenzen
und Elastizitätsmodule im Vergleich zu den Werten bei Raumtemperatur. Die dargestellten Werk-
stoffverhalten werden nachfolgend elastisch plastisch mithilfe einer isotropen Verfestigung und Fließ-
bedingung nach V O N M I S E S abgebildet. Analog zum Elektroblech wäre aus der in Kapitel 2.2.2
aufgelisteten Begründung auch eine kinematische Verfestigung denkbar.
Kunststoffmatrix
Bei der verwendeten Kunststoffmatrix handelt es sich um eine mit anorganischen Harzträgern
gefüllte Epoxidharz-Formmasse, die mit kurzen Glasfasern und -perlen verstärkt ist. Nachfol-
gend wird aufgrund der wenige Mikrometer großen Füllstoffe ein isotropes Werkstoffverhalten
angenommen. Der zu den Duroplasten gehörige Werkstoff weist im Gegensatz zu Thermoplas-
a) b) c)
Abbildung 2.22.: Molekülstruktur der a) Thermoplaste, b) Duro-
plaste und c) Elastomere nach [44].
ten und Elastomeren engma-
schig vernetzte Molekülketten,
die nur irreversibel gelöst wer-
den können [45], auf, Abbil-
dung 2.22. Hieraus resultie-
ren eine hohe Wärmeform-,
Chemikalien- und Alterungsbe-
ständigkeit [46]. Des Weiteren
besitzt die Kunststoffmatrix ho-
he Steifigkeiten und thermische
Leitfähigkeiten sowie einen ge-
ringen Schwund [47].
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Kunststoffe zeigen im Allgemeinen ein von der Verformungsgeschwindigkeit abhängiges Werkstoff-
verhalten, das je nach Werkstoffbeschaffenheit unterschiedlich stark ausgeprägt ist. Das dehnraten-
abhängige Spannungs-Dehnungs-Verhalten der Formmasse und von Polymethylmethacrylat (PMMA),




















































e = 0,2 %/h
Abbildung 2.23.: Spannungsdehnungsdiagramme bei RT in Abhängigkeit der Dehnrate für a) die
untersuchte Kunststoffmatrix und b) Polymethylmethacrylat (PMMA) nach [48].
In beiden Fällen nimmt die Steigung der Graphen mit zunehmender Dehnrate zu. Der Spannungs-
Dehnungs-Verlauf der Kunststoffmatrix zeigt im Gegensatz zu Thermoplasten und Elastomeren eine
geringere Verformungsgeschwindigkeitsabhängigkeit. Je höher die Zuggeschwindigkeit ist, desto hö-
her sind die Bruchspannung und das Elastizitätsmodul des PMMA [48]. Diese Kennwerte werden
im Falle der Formmasse nicht signifikant beeinflusst. Deren Berechnungs- und Bewertungsmodelle
werden im Rahmen der Arbeit für eine Dehnrate von 14 %/h entwickelt und validiert.
Neben der Verformungsgeschwindigkeit beeinflussen die Temperatur und der Spannungszustand das
Werkstoffverhalten. Hierbei interagieren die mechanischen Eigenschaften mit der Temperatur und der
Belastungsart. Abbildung 2.24 zeigt die Ergebnisse von Zug- und Druckversuchen bei -40°C, Raum-
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Abbildung 2.24.: Kunststoffmatrix: gemessene und berech-
nete Spannungs-Dehnungs-Kurven für RT,
-40°C und 180°C.
und die Van-der-Waals-Kräfte, die die-
se zusätzlich zusammenhalten [49],
nehmen ab [48]. Hierdurch erweicht
die Formmasse, sodass das Elastizitäts-
modul und die Bruchspannung abfal-
len, wohingegen die Bruchdehnung
ansteigt. Das Spannungs-Dehnung-
Verhalten der beiden Belastungsarten
unterscheidet sich maßgeblich von-
einander, was spezifisch für Kunst-
stoffe ist und auf deren Morpholo-
gie zurückgeführt werden kann [50].
Das E-Modul zeigt keine Wechselwir-
kung mit der Belastungsart, wohin-
gegen höhere Festigkeitskennwerte
unter Druckbelastung erzielt werden.
Dies begründet sich mit einer Verdich-
tung der Molekülketten und Füllstoffe.
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Zudem werden Mikrorisse durch die Kompression wieder geschlossen und deren Wachstum behin-
dert. Die identifizierte Zug-Druck-Asymmetrie gilt es numerisch abzubilden. Hierfür wird das in
Kapitel 2.1.4 vorgestellte D R U C K E R P R A G E R Modell verwendet und anhand der Messdaten para-
metrisiert. Die berechneten und experimentell ermittelten Spannungs-Dehnungs-Verläufe sind in
Abbildung 2.24 dargestellt und stimmen sehr gut überein.
2.3.2 Numerische Homogenisierung
Nachdem die Grundbestandteile der Kupferwicklung modelliert und validiert worden sind, werden
die Ersatzeigenschaften des Verbundes numerisch ermittelt. Dieser weist entlang des Drahtverlaufs
eine Vorzugsrichtung auf, wobei senkrecht zu dieser aufgrund der Fertigungseinflüsse und -toleranzen
eine ungeordnete Drahtverteilung vorliegt. Dies veranschaulicht Abbildung 2.25 in Form eines Schnitt-







Abbildung 2.25.: Schnittbild durch eine Kupferwicklung senkrecht zum Drahtverlauf [51].
Die grundlegende Komposition der Kupferwicklungen ähnelt dem Aufbau von unidirektional verstärk-
ten Kunststoffen, unterscheidet sich jedoch hinsichtlich deren Gestalt und Eigenschaften. Tabelle 2.1
listet einen Ausschnitt der differenzierenden Merkmale auf.






Tabelle 2.1.: Kenngrößenvergleich: Kupferdrähte vs. Kohle- bzw. Glasfaser
Die mikroskopischen Fasern weisen einen mindestens drei Größenordnungen kleineren Durchmesser
sowie ein Fünftel der Drahtdichte auf. Die Steifigkeit sowie Zugfestigkeit der Kupferdrähte beträgt
hingegen lediglich einen Bruchteil der Faserkennwerte. Des Weiteren unterscheidet sich deren Werk-
stoffverhalten grundlegend. Kupferdrähte verhalten sich duktil, wohingegen Kohle- und Glasfasern
spröde sind.
Bisherige Arbeiten [52–54] wenden die aus dem Bereich der unidirektional verstärkten Kunststoffe
bekannten analytischen oder numerischen Homogenisierungsverfahren an und bestimmen die line-
ar elastischen oder dynamischen Eigenschaften des Verbundes. Trotz der chaotischen Lage lassen
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sich Einheitszellen, die periodisch wiederkehrend angeordnet werden können, identifizieren, Abbil-
dung 2.25. Diese bilden die Basis für die Ermittlung der homogenen Ersatzkennwerte und werden
auch repräsentative Volumenelemente (RVE) genannt. Um jedoch eine möglichst hohe Prognosegüte
bei der Durchführung des Festigkeitsnachweises erreichen zu können, muss das transversal isotrope
nichtlineare Werkstoffverhalten abgebildet werden. Dieses ist für Kupferwicklungen noch nicht umfas-
send charakterisiert, mathematisch beschrieben und validiert worden. Diese Lücke soll nachfolgend
mithilfe numerischer elastisch plastischer RVEs geschlossen werden. Zudem werden im Gegensatz zur
bisherigen numerischen Homogenisierung der Kupferwicklungen die jeweiligen Einheitszellen nicht
separat betrachtet, sondern der Mittelwert aus den Kennwerten der einzelnen Drahtanordnungen
gebildet. Hierdurch soll der Einfluss der fertigungsbedingten Streuung minimiert werden. Neben dem
Spannungs-Dehnungs-Verhalten wird die thermische Ausdehnung des Verbundwerkstoffes auf Basis
der Einzelkomponenten berechnet.
Die ermittelten Kenngrößen werden in Abhängigkeit des Fasergehalts φ beschrieben. Dieser wird
auch Füllgrad genannt und beinhaltet den Quotient aus kumulierter Faserquerschnittsfläche A f und








Abschätzen des elastisch plastischen Werkstoffverhaltens
Analytische Homogenisierungsverfahren [54–58] zeichnen sich durch eine hohe Modellgüte und
einen geringen Ressourcenbedarf aus, falls die linear elastischen oder viskoelastischen Verbundeigen-
schaften abgeschätzt werden sollen. Eine Beschreibung der Plastizität wurde auf Basis der Tangenten
oder Sekanten des Spannungs-Dehnungsverlaufs entwickelt. Bei Ersterem wird das nichtlineare Werk-
stoffverhalten des Verbunds schrittweise berechnet, indem der effektive Steifigkeitstensor, der anhand
der Tangentensteifigkeiten der Einzelkomponenten ermittelt wird, entlang des Lastpfades integriert
wird [59–62]. Letzterem wird im Gegensatz dazu die Sekantensteifigkeitstensoren zu Grunde ge-
legt [63–65]. Das analytische Beschreiben der Ver- bzw. Entfestigung unter Berücksichtigung der im
vorherigen Abschnitt beschriebenen Zug-Druck-Asymmetrie gestaltet sich jedoch aufwendig und die
Prognosefähigkeit sinkt.
Abhilfe bieten in diesem Fall numerische RVEs. Hierbei werden die in Abbildung 2.25 identifizierten
Einheitszellen modelliert und mit den in Abbildung 2.26 exemplarisch dargestellten Randbedin-



















Abbildung 2.26.: Exemplarische RVE Randbedingungen zur Bestimmung a) der Elastizitätskonstanten
nach [52] und b) des nichtlinearen Spannungs-Dehnungsverlaufs nach [66].
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Für das Abschätzen der homogenen Ersatzsteifigkeiten werden die Einheitszellen mit periodischen
Randbedingungen, welche die jeweils gegenüberliegenden Seiten miteinander koppeln, versehen.
Zudem wird eine äußere Last in Form einer homogenen Dehnungs- oder Spannungsverteilung
aufgebracht. Diese wird über einen Pilotknoten n, der sechs Freiheitsgrade besitzt und mit den
Seitenflächen verbunden ist, eingeleitet. Die zusätzlichen drei translatorischen und rotatorischen
Freiheitsgrade des Pilotknotens werden benötigt, da das System ansonsten überbestimmt wäre und
die infolge der äußeren Last auftretende Dehnung durch die periodischen Randbedingungen nicht
abgebildet werden könnte. Die resultierenden inneren Spannungs- und Dehnungsverteilungen sowie
deren auf die Seitenfläche bezogenen Mittelwerte σ¯ und "¯ bilden die Grundlage für die Berechnung
der effektiven Steifigkeitsmatrix K , die nach Gleichung 2.77 berechnet wird.
σ¯i j = Ki jkl "¯i j (2.77)
Um das Gleichungssystem lösen und die Materialkonstante ermitteln zu können, müssen sechs von-
einander unabhängige Lastfälle in Form von Einheitslasten berechnet werden. Abbildung 2.26a
zeigt exemplarisch an zwei Knoten die Randbedingungen für eine Einheitslast in x-Richtung. Das
zugehörige Gleichungssystem lautet wie folgt, Gleichung 2.78-2.80.
0 = ux (a, yn, zn)− ux (0, yn, zn)− kx ux (2.78)
0 = ux (a, yn, zn)− ux (0, yn, zn)− kx y ux y (2.79)
0 = ux (a, yn, zn)− ux (0, yn, zn) (2.80)
Die Materialkonstanten werden mithilfe der Energiebilanz, Kapitel 2.1.3, berechnet. Die Änderung






σi j "i j dV +
∫
u
Ri j dui j (2.81)
Durch Einsetzen von Gleichung 2.77 in Gleichung 2.81, das Verwenden einer Einheitsverschiebung
ei j = 1, kann K für jeden Lastfall anhand der Reaktionskraft Ri j berechnet werden, Gleichung 2.82
und 2.83.
0 = Ki jkl "¯
2





Für die Bestimmung der elastisch plastischen Spannungs-Dehnungs-Diagramme in Drahtrichtung und
senkrecht zu dieser werden die in Abbildung 2.26b für den einachsigen Zugversuch in x-Richtung
exemplarisch dargestellten Randbedingungen aufgebracht, Gleichung 2.84-2.89.
u{plane (x = 0, y, z)} = 0 (2.84)
u{plane (x = a, y, z)} = ∆u (2.85)
v {point A(0,0, a)} = 0 (2.86)
v {point O (0,0, 0)} = 0 (2.87)
w{point O (0,0, 0)} = 0 (2.88)
w{point B (0, a, 0)} = 0 (2.89)
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Bei u, v und w handelt es sich um die aufgebrachten Verschiebungen in die einzelnen Raumrichtungen
x, y und z. Der Wert der gewünschten Verschiebung wird mit ∆u bezeichnet.
Die Kennwerte und Spannungs-Dehnungsverläufe der einzelnen Einheitszellen werden anschließend
gemittelt, um das Werkstoffverhalten der Kupferwicklung durch ein homogenes Ersatzmaterial ap-
proximieren zu können. Die resultierenden Verläufe werden mithilfe eines anisotropen elastisch
plastischen Materialgesetzes beschrieben. Das homogene Ersatzmodell besteht aus einer transver-
sal isotropen Elastizität, die mit der Fließbedingung nach H I L L kombiniert wird. Die zugehörigen
mathematischen Beziehungen sind in Gleichung 2.47 und 2.60 zu finden.
Sensitivitätsanalysen
Vor der Validierung der Vorgehensweisen werden mithilfe der numerischen RVEs Einflussfaktoren auf
die Verbundeigenschaften untersucht, um die experimentellen Ergebnisse besser interpretieren zu
können.
Elastizitätskonstanten
Es werden mithilfe der in Abbildung 2.26a dargestellten Einheitszelle die Interaktionen zwischen
Temperatur, Füllgrad und Steifigkeit exemplarisch für eine Kunststoffmatrix mit einer Glasübergang-
stemperatur Tg von 50°C analysiert. Im Folgenden wird sich auf die Steifigkeiten in Faserrichtung
E1 und quer zu dieser E2 sowie das Schubmodul G12 beschränkt. Weitere Parameterstudien der Elas-
tizitätskonstanten sind [67] zu entnehmen. Abbildung 2.27 beinhaltet die simulativ abgeleiteten




















































































Abbildung 2.27.: a) E1-, b) E2- und c) G12-Kennfeld über Temperatur und Füllgrad nach [67].
Für alle Kenngrößen gilt, dass diese umso größer sind, je höher der Füllgrad ist. E1 wird vorrangig
von den Kupfereigenschaften bestimmt und nicht signifikant von der Temperatur beeinflusst. E2 und
G12 zeigen hingegen eine starke Wechselwirkung mit der Temperatur. Sobald sich diese im Bereich
der Glasübergangstemperatur befindet, fallen die Materialkennwerte stark ab. Wird Tg überschritten,
so nähern sich die beiden Materialkonstanten den Matrixeigenschaften an und die Interaktion mit
dem Kupferanteil verringert sich.
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Elastisch plastisches Materialverhalten
Das nichtlineare Spannungs-Dehnungs-Verhalten wird in Abhängigkeit der Kunststoffsteifigkeit und
des Füllgrads für unterschiedliche Drahtanordnungen ermittelt. Hierbei wird sich auf Belastungen
quer zur Drahtrichtung beschränkt, da das Verhalten in Drahtrichtung maßgeblich vom Kupferdraht
vorgegeben wird, Abbildung 2.27, und die Gestalt der Einheitszelle eine untergeordnetere Rolle spielt.
Des Weiteren werden die Zusammenhänge exemplarisch für Drucklasten und einem Drahtdurchmes-




Füllgrad 0,30 Füllgrad 0,55
Quadratisch innen Quadi 1,7 x 1,7 x 1,6 2,3 x 2,3 x 1,6
Quadratisch außen Quada 1,7 x 1,7 x 1,6 2,3 x 2,3 x 1,6
Quadratisch II QuadII 2,4 x 2,4 x 1,6 3,2 x 3,2 x 1,6
Hexagonal Hex 1,8 x 3,1 x 1,6 2,0 x 5,1 x 1,6
Zufall I RandI 3,0 x 3,7 x 1,6 3,0 x 6,8 x 1,6
Zufall II RandII 3,0 x 3,7 x 1,6 3,0 x 6,8 x 1,6
Tabelle 2.2.: Sensitivitätsanalysen: Drahtanordnungen und Dimensionen der verwendeten RVE.
Abbildung 2.28b veranschaulicht für einen Füllgrad von 0,55 die σ-"-Verläufe zweier unterschiedli-
cher Kunststoffmatrizen, wobei Matrix 1 ein um Faktor 5 höheres E-Modul aufweist als Matrix 2. Falls
der Kunststoff hohe Elastizitäts- und Schubmodule aufweist, liegen die Kurven des Verbundwerkstof-
fes nahezu übereinander. Aus niedrigeren Kennwerten resultieren hingegen eine Abhängigkeit des
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Abbildung 2.28.: Spannungs-Dehnungs-Kurven in Abhängigkeit der Drahtanordnung und des Füll-
grads, a) φ = 0, 30 und b) φ = 0,55.
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Die Auswirkung des Füllgrades auf die Spannungsantwort wird aufgezeigt, indem die bisherigen
Zusammenhänge fürφ = 0,30 anstelle vonφ = 0, 55 ermittelt werden, Abbildung 2.28a. Je niedriger
der Füllgrad ist, desto kleiner ist das Streuband zwischen den einzelnen Konfigurationen und desto
flacher verlaufen die Kurven.
Abschätzen der Wärmedehnungen
Elektrische Maschinen sind einem breiten Temperaturspektrum von -50°C bis zu 250°C ausgesetzt,
sodass neben den Steifigkeiten die thermische Ausdehnung der einzelnen Komponenten sowie des
Verbundes bei der Auslegung eine wichtige Rolle spielen. Hierbei weicht der thermische Ausdehnungs-
koeffizient α der Kunststoffmatrix um bis zu einer Größenordnung vom Wert des Kupferdrahtes ab. In
diesem Fall resultiert bei Temperaturbeanspruchung infolge der unterschiedlichen Dehnungen eine
unebene Oberfläche, was die Ermittlung der Ersatzkennwerte für die Kupferwicklungen erschwert.
Um dies zu vermeiden, wird das Prinzip der einaxialen erzwungenen Wärmedehnungsbehinderung












Abbildung 2.29.: a) Prinzip der einaxialen erzwungenen Wärmedehnungsbehinderung nach [68] so-
wie b) dessen Anwenden auf RVEs nach [67].
Die Dehnung der Probe wird in der Richtung, in der der Kennwert ermittelt werden soll, vollständig
behindert, sodass unter Annahme rein elastischer Verformung αx nach Gleichung 2.90 berechnet
werden kann.
αx = −Fx A Ex ∆T (2.90)
Hierbei beinhaltet Fx die in der Einspannung vorliegende Kraft, A den Probenquerschnitt und ∆T
die Temperaturdifferenz. Der Elastizitätsmodul Ex wird auf Basis von linear elastischen RVEs mithilfe
der im vorherigen Abschnitt vorgestellten Vorgehensweise bestimmt [67].
2.3.3 Experimentelle Charakterisierung und Validierung
Nachdem die numerischen Methoden zur Ermittlung der Ersatzkennwerte vorgesellt wurden, wer-
den diese im Folgenden validiert. Das numerisch berechnete elastisch plastische Werkstoffverhalten
wird den Versuchsergebnissen von Off-Axis Zug- und Druckversuchen sowie Druckscherversuchen
gegenübergestellt. Der Einfluss der Temperatur auf die Elastizität wird mittels DMTA charakterisiert
und die abgeschätzten Wärmedehnungen mit den Dilatometer-Messdaten verglichen.
Off-Axis Zug- und Druckversuche (OAZ und OAD)
Neben den herkömmlichen Zug-/Druckversuchen in und quer zur Faserrichtung werden auch soge-
nannte Off-Axis-Versuche durchgeführt. Hierbei wird der Winkel θ zwischen Traverse und Drahtach-
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se variiert und das richtungsabhängige Materialverhalten identifiziert. Zusätzlich wird ein Teil der
Probekörper mit Speckle-Muster versehen, wodurch die Verschiebungen sowie Dehnungen an der
Bauteiloberfläche während des Versuches mittels optischer Bildkorrelation berechnet werden können.






Abbildung 2.30.: Drahtanordnungen (links) und Speckle-Muster (Mitte) der Probekörper, optische
Messtechnik (rechts) [51].
Nachfolgend besitzen alle Kupferwicklungen, falls nicht anders vermerkt, einen Füllgrad von 0,55
und die im Rahmen der Sensitivitätsstudien betrachtete Matrix 2. Da sich das Spannungs-Dehnungs-
Verhalten für den vorliegenden Matrixwerkstoff und Füllgrad nicht signifikant unterscheiden, wird
sich im Folgenden auf das Quada-RVE beschränkt. Abbildung 2.31 beinhaltet das gemessene und
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Abbildung 2.31.: Kupferwicklung: Gemessene und berechnete Spannungs-Dehnungs-Diagramme für
Belastungen in (b,d) und quer (a,c) zur Drahtrichtung.
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Die experimentell ermittelten σ-"-Verläufen stimmen sehr gut mit den Berechnungsergebnissen der
elastisch plastischen Einheitszellen überein. Des Weiteren lassen sich die Materialeigenschaften durch
das homogene Ersatzmodell, das sich einer transversal isotropen Elastizität, einer Fließbedingung
nach H I L L sowie einer bilinearen Verfestigung zusammensetzt, beschreiben.
Zusätzlich werden die Off-Axis Versuche mithilfe der in Tabelle 2.3 aufgeführten RVEs in der Simula-
tion nachgebildet. Hierbei ist bei der Definition der Systemgrenze darauf zu achten, dass sich außer
bei der 0° Anordnung kein Draht vollständig im Kraftfluss befindet, da andernfalls die Kennwerte
verfälscht würden.
Winkel θ 0° 15° 30° 45° 60° 75° 90°
Anordnung
Länge in mm 1,67 1,73 1,93 2,37 3,35 6,46 1,6
Breite in mm 1,67 1,67 1,67 1,67 1,67 1,67 1,67
Höhe in mm 1,6 12,9 6,69 4,73 3,86 3,46 1,67
Tabelle 2.3.: RVEs zur Simulation der Off-Axis Versuche.
Abbildung 2.32 stellt die empirisch sowie numerisch ermittelten Kennwerte des vom Winkel θ abhän-
gigen Elastizitätsmoduls gegenüber. Die Verbundsteifigkeit weist aufgrund der im Vergleich zu den
Kupferdrähten nachgiebigeren Kunststoffmatrix ihr Minimum quer zur Drahtachse und ihr Maximum
in Drahtrichtung auf. Des Weiteren fällt E (θ ) im Bereich von θ = 0° bis 45° ab, wobei anschließend
keine signifikanten Änderungen detektiert werden können. Die auf Basis der RVEs prognostizierten
Kenngrößen stimmen sehr gut mit den Ergebnissen der Off-Axis Versuche überein. Die vorliegenden




























Abbildung 2.32.: Gegenüberstellung von Simulation und Messung: Verbundsteifigkeit E (θ ).
Druckscherversuche
Neben den Off-Axis Versuchen werden Druckscherversuche (compression shear test (CST)) durch-
geführt, um die numerisch ermittelten Schersteifigkeiten validieren zu können. Hierfür werden







Abbildung 2.33.: Prüfapparatur des Druckscherversuchs mit Specklemuster [51, 69].
Im Versuch wird der Prüfling durch eine bewegliche und eine starre Druckfinne auf Schub bis zum
Versagen belastet, wobei die Kraft über einen Druckstempel eingeleitet wird und die Auflageflächen
der Druckfinnen w mithilfe der Messschrauben eingestellt werden können [70]. Ein Nachteil der
gewählten Prüfapparatur ist, dass kein Dehnmessstreifen oder Extensometer zur Dehnungs- bzw. Ver-
schiebungsmessung angebracht werden kann und der Stempelverfahrweg über die Traverse ermittelt
wird. Daher werden die lokal vorliegenden Verschiebungen mittels optischer Messtechnik erfasst. Zu-
dem wird die Steifigkeit des Gesamtaufbaus anhand von AlCuMgPb und S235JR Probekörpern, deren
isotrope Materialeigenschaften aus der Literatur [71, 72] bekannt sind, ermittelt. Der Versuchsaufbau
wird, wie in Abbildung 2.34 links dargestellt, abstrahiert, wobei die Maschinensteifigkeit c durch eine
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Abbildung 2.34.: a) Wahl der Systemgrenze und schematischer Aufbau des Simulationsmodells, b)
Kraft-Weg-Kurven der Kupferwicklung mit Drahtachse in Richtung 1 und bei einer
Druckfinnenbreiten von 4 mm nach [51, 69].
Abbildung 2.34 beinhaltet die berechneten und gemessenen Kraft-Weg-Kurven der Kupferwicklung
mit Drahtachse in Richtung 1 und bei einer Druckfinnenbreiten von 4 mm. Die numerisch abge-
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schätzten Kurven stimmen sehr gut mit den Messwerten überein. Zudem sind die zu den mit 1 bis 4
markierten Spannungszuständen gehörigen lokalen Dehnungen in Richtung des Stempelverfahrwegs
in Abbildung 2.35 dargestellt. Die Dehnungsfelder werden mithilfe des homogenen Ersatzmodells,
Abbildung 2.35b, qualitativ abgeschätzt. Dehnungskonzentrationen infolge der Drahtverteilung wer-
den jedoch durch die Homogenisierung der Kupferwicklung nicht abgebildet. Dies wird anhand eines
Detailmodells, Abbildung 2.35c, veranschaulicht. Die Ermittlung der Federsteifigkeit sowie weitere






































Abbildung 2.35.: Berechnete "2-Felder in der Kupferwicklung bei einer Drahtanordnung in Richtung 1:
Vergleich von Messung und Simulation.
Dynamisch Mechanische Thermische Analysen
Der Einfluss der Temperatur auf E (θ ) wird anhand von DTMA Messungen untersucht. Es werden die
in Kapitel 2.2.1 eingeführten T-Sweeps durchgeführt und die Steifigkeit in sowie quer zur Drahtachse
































Abbildung 2.36.: Numerisch und experimentell ermitteltes E (θ ).
dem in Abbildung 2.32 aufgezei-
ten Zusammenhang kombiniert,
sodass sich die in Abbildung 2.36
dargestellte Fläche ergibt. Bei
Temperaturen oberhalb der Glas-
übergangstemperatur der Kunst-
stoffmatrix fällt die Verbundstei-
figkeit ab. Die Punktewolke der
experimentell ermittelten Kenn-
größen befinden sich auf der si-
mulativ abgeleiteten Fläche, so-





Die vorgestellte Vorgehensweise zur Abschätzung der Wärmedehnungen wird anhand von Dilato-
metermessungen validiert. Hierfür werden die temperaturabhängigen Dimensionsänderungen der
Kunststoffmatrix sowie des Verbundwerkstoffes in und quer zur Vorzugsrichtung mithilfe eines ho-
rizontalen Dilatometers bestimmt. Abbildung 2.37 zeigt die Messergebnisse sowie die numerisch
abgeschätzten Wärmedehnungen. In Drahtrichtung liegt ein nahezu linearer Zusammenhang vor, da
analog zur Steifigkeit die Eigenschaften des Kupferdrahts dominieren. Quer zur Drahtrichtung steigt
der Kurvenverlauf hingegen progressiv an. Die Simulationsergebnisse weichen lediglich leicht von








Exp. - längs (1) Exp. - quer (2) Sim. - längs (1) Sim. - quer (2)
Abbildung 2.37.: Gegenüberstellung der gemessenen und berechneten Wärmedehnung der Kupfer-
wicklung in und quer zur Drahtrichtung nach [51].
2.4 Langzeitverhalten
Neben dem bisher betrachteten statischen Materialverhalten müssen die Eigenschaften über die ge-
samte Lebensdauer der elektrischen Maschine bekannt sein und mathematisch beschrieben werden
können. Daher behandelt das folgende Kapitel die Grundlagen und experimentelle Charakterisie-
rung der zeit- und belastungsabhängigen Kenngrößen. Zu Beginn wird die Theorie der linearen und
nichtlinearen Viskoelastizität erläutert. Im Anschluss werden Methodiken zum Abschätzen der zeit-
abhängigen Kenngrößen entwickelt, da Versuche zur Ermittlung des Langzeitverhaltens sehr kosten-
und zeitintensiv sind.
2.4.1 Grundlagen der linearen und nichtlinearen Viskoelastizität
Die in Kapitel 2.1.4 dargestellte lineare Elastizitätstheorie liegt ein zeitunabhängiges Verhalten zu-
grunde. In Abhängigkeit der vorliegenden Materialzusammensetzung sowie Randbedingungen zei-
gen Werkstoffe eine zeitverzögerte Reaktion auf eine äußere Last. Dieses Werkstoffverhalten wird
als Viskoelastizität bezeichnet und mithilfe der Elastizitätstheorie sowie Hydrodynamik beschrieben.
Grundlagen für die aufgeführten Annahmen und Formelzusammenhänge sind in [73–75]. Gene-
rell wird im Zeitbereich zwischen Kriechen und Relaxation unterschieden. Bei Ersterem nimmt die
Dehnung bei konstanter Spannung über die Zeit zu, wohingegen bei Letzterem die Spannung bei kon-




























Abbildung 2.38.: Kriechen und Relaxation nach [76].
Im Allgemeinen wird das Werkstoffverhalten bei konstanter Temperatur durch die Kriechfunktion
KE(t) bzw. das Kriechmodul JK(t) und die Relaxationsfunktion RE(t) respektive das Relaxationsmo-
dul ER(t) beschrieben [77–79], Gleichung 2.91 und 2.92.
"(t) = σ0 KE(t) = σ0 JK(t) (2.91)
σ(t) = "0 RE(t) = "0 ER(t) (2.92)
Falls keine Abhängigkeit von der Belastungshöhe vorliegt, wird dies als lineare Viskoelastizität be-
zeichnet. Im anderen Fall handelt es sich um nichtlineare Viskoelastizität [74, 80].
Lineare Viskoelastizität
Grundlage für die Beschreibung der linearen Viskoelastizität ist das B O LT Z M A N N ’ S C H E Superpositi-
onsprinzip [81], das in Abbildung 2.39 exemplarisch am Beispiel zweier zeitabhängiger Spannungen,
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Abbildung 2.39.: a) B O LT Z M A N N ’ S C H E Superpositionsprinzip nach [76], b) Modellvorstellung für die
Viskoelastizität nach [80].
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B O LT Z M A N N postulierte, dass die Addition der beiden Spannungsverläufe, σ1(t)+σ2(t), die Summe
der Dehnungsverläufe "1(t)+"2(t) hervorruft und umgekehrt. Dies ermöglicht es, dass einzelne Belas-
tungen ohne Wechselwirkungsterme überlagert werden können [82], was den Ressourcenbedarf und
Rechenaufwand reduziert. Die mathematische Beschreibung des Materialverhaltens erfolgt anhand
der von B I N G H A M [83] entwickelten Modellrheologie, Anhang D.1. Hierfür werden Federn, die die
elastischen Anteile abbilden, und Dämpferelemente, die die Viskosität beschreiben, parallel und/oder
seriell miteinander verschaltet [7, 84–86]. Die hieraus resultierenden Kombinationen werden auch
Relaxations- und Kriechgesetze genannt. Je nach Anwendungsfall und abzubildenden Modellierungs-
umfang kommen unterschiedliche Formulierungen (z.B. nach M A X W E L L, K E LV I N -VO I G T, B U R G E R S,
N O R T O N -B A I L E Y) in Frage [87, 88].
Im Falle von Kunststoffen und unter der Annahme einer linearen Viskoelastizität hat sich das Verwen-
den von Prony-Dirichlet-Reihen etabliert [89, 90]. Abbildung 2.39 veranschaulicht am Beispiel des
Relaxationsmoduls das entsprechende Schaltbild und die Addition der einzelnen Terme. Die zugehö-
rigen Formelzusammenhänge, Gleichung 2.93 und 2.94 [75, 91], werden auf Basis der Steifigkeiten
Ei bzw. Nachgiebigkeiten Ji der Federn und Kriech- bzw. Relaxationszeiten τi beschrieben. Hierbei
hat sich ein Abstand zwischen den Kriech- bzw. Relaxationszeiten von einer Dekade als praktikabel
erwiesen [74]. Die resultierende Anzahl der Feder-Dämpfer-Elemente wird mit N bezeichnet.











Die Implementierung der linearen Viskoelastizität in FEM Programme erfolgt üblicherweise auf Basis










t − t ′ I˙"1d t ′ (2.95)
Für die Parametrierung der Modellgleichungen existieren unterschiedliche numerische Algorithmen,
deren Details unter anderem in [92–100] zu finden sind, an dieser Stelle jedoch nicht näher erläutert
werden.
Nichtlineare Viskoelastizität
Die Theorie der linearen Viskoelastizität beschränkt sich auf kleine Belastungen oder die Spannung
bzw. Dehnung, bei der die Materialkennwerte ermittelt wurden [101]. Die Existenz von Lineari-
tätsgrenzen und Notwendigkeit der nichtlinearen Modellierung wurde beispielsweise in [75, 102–
107] aufgezeigt. Falls im jeweiligen Anwendungsfall breitere Belastungsspektren beschrieben wer-
den müssen, sind die getroffenen Annahmen nicht mehr gültig. Folglich muss die Abhängigkeit von
der vorliegenden Belastung, das sogenannte nichtlineare viskoelastische Verhalten, abgebildet wer-
den. Hierfür wurden die linearen Stoffgesetze angepasst oder neue Ansätze aufgestellt. G R E E N und
R I V L I N [108] führten beispielsweise die Methode der mehrfachen Integrale ein, die anschließend im
Rahmen mehrerer Arbeiten [109–111] angewandt und weiterentwickelt wurde. Die Kriechdehnung
wird anhand von Mehrfachintegralen und empirisch zu bestimmenden Formelzusammenhängen defi-
niert, woraus hoher numerischer sowie experimenteller Ressourcenbedarf entsteht. Abhilfe schaffen
hierbei die von S C H A P E R Y [102] erstmals vorgestellten Nichtlinearitätsfaktoren. B R Ü L L E R [74] und
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S C H M A C H T E N B E R G, K R U M P H O L Z und B R A N D T [112] bauten unter anderem auf diesen Überlegun-
gen auf, verwendeten jedoch Prony-Reihen anstelle der Kriech- und Relaxationsgesetze. Während
des Lösens der Gleichungssysteme werden die Nichtlinearitätsfaktoren [113] oder Prony Koeffizien-
ten [80] fortlaufend auf die vorliegenden Beanspruchungen angepasst. Auch wenn hierdurch der
experimentelle Aufwand reduziert werden kann, wird für die Parametrierung der Modellgleichungen
dennoch ein umfangreiches Versuchsprogramm benötigt. Daher liegt nachfolgend der Fokus weniger
auf den Modellierungsansätzen der Viskoelastizität, sondern auf dem Bereitstellen bzw. Abschätzen
der für die Modellkalibrierung benötigten Daten, um zukünftig Ressourcen sparen zu können.
Zeit-Temperatur-Superposition
Neben dem B O LT Z M A N N ’ S C H E N Überlagerungsprinzip spielt die Zeit-Temperatur-Superposition
(engl.: time-temperature-superposition (TTS)) für die Charakterisierung und Beschreibung von vis-
koelastischen Materialien eine wichtige Rolle. Deren Eigenschaften hängen sowohl von der Zeit als
auch von der Temperatur ab, wobei die beiden Einflussfaktoren nicht voneinander getrennt betrachtet
werden können, da diese miteinander interagieren [114]. Werden Relaxations- oder Kriechversuche
an ein und dem selben viskoelastischen Material bei unterschiedlichen Temperaturen durchgeführt,
so weisen alle Kurven den gleichen charakteristischen Verlauf auf [115]. Dieser ist jedoch für die





















Abbildung 2.40.: Prinzip der Zeit-Temperatur-Superposition nach [91]: a) Horizontale Verschiebung,
b) Extrapolation des Langzeitverhaltens.
Die einzelnen Verläufe können mithilfe der sogenannten Verschiebungsfaktoren aT [116, 117] inein-
ander überführt werden. Dies ermöglicht unter anderem, das Langzeitverhalten über die gemessenen
Zeiträume zu extrapolieren, Abbildung 2.40b. Hierfür werden Versuche bei verschiedenen Tempera-
turen durchgeführt und im Anschluss eine Referenztemperatur T0 ausgewählt. Deren zugehöriger
Kenngrößenverlauf dient als Ausgangspunkt. Die anderen Kurven werden horizontal derart verscho-
ben, sodass sich ein stetiger Kurvenverlauf ergibt. Dieser wird auch als Masterkurve bezeichnet. Im
Bereich der Kunststoffe hat sich zudem die Williams-Landel-Ferry (WLF) Beziehung [118], mit deren
Hilfe die Verschiebungsfaktoren anhand von zwei Materialkonstanten c1 und c2 beschrieben werden
können, etabliert, Gleichung 2.96.
log (aT ) = − c1 (T − T0)c2 + T − T0 (2.96)
Im Bereich der Metalle ist zudem der Larson-Miller-Parameter LMP [119] weit verbreitet. Dieser
bringt thermisch aktivierte Vorgänge in Korrelation mit der vorliegenden Temperatur T und Zeit t,
wobei C einen materialspezifischen Kennwert beinhaltet, Gleichung 2.97.
LMP = T (log(t) + C) (2.97)
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Mithilfe der beiden Ansätze kann das Langzeitverhalten auch für Temperaturen, die nicht im Versuchs-
programm enthalten waren, abgeschätzt werden.
2.4.2 Abschätzen der Relaxationseigenschaften
Für die Ermittlung der Relaxationseigenschaften existieren unterschiedliche Herangehensweisen
[120–123]. Im Falle des klassischen Relaxationsversuchs wird eine Dehnung initial aufgebracht, die-
se anschließend konstant gehalten und der Spannungsabfall aufgezeichnet, Abbildung 2.38. Dies ist
für die Charakterisierung des Werkstoffverhaltens über die gesamte Lebensdauer der elektrischen
Maschine nicht wirtschaftlich und zielführend. G U O u. a. [124] haben unter anderem einen Ein-
fluss des Drahtdurchmessers auf die Relaxation eines Kupferdrahts aufgezeigt. Zudem hängen die
Materialeigenschaften von Kunststoffen von deren Herstellungsprozess und den dabei vorliegenden
Umgebungsbedingungen ab [125], sodass das bauteilgebundene Werkstoffverhalten ermittelt werden
muss. Des Weiteren kommen in frühen Projektphasen unterschiedliche Werkstoffe sowie Geometrien
in Frage. Folglich müssen geeignete Versuchstechniken entwickelt und/oder angewendet werden, um
die Eigenschaften mit guter Näherung in möglichst kurzer Zeit abzuschätzen.
Die im vorherigen Abschnitt vorgestellte Zeit-Temperatur-Superposition ist auch im Frequenzbereich
gültig [126, 127]. Dies bildet die Grundlage für eine im Bereich der Kunststoffe etablierte Vorge-
hensweise. Mithilfe der in Abbildung 2.8 dargestellten Prüfmaschine werden sogenannte Temperatur-
Frequenz-Sweeps (TF-Sweep) durchgeführt, d.h. die dynamischen Werkstoffkennwerte werden für
vorgegebene Temperaturen und Frequenzen ermittelt. Hierbei handelt es sich um die Materialdämp-
fung tanδ und das komplexe Modul E∗, das die effektive Materialelastizität beschreibt. Letzteres
setzt sich aus dem Speichermodul E′, das die elastischen Anteile beinhaltet, und dem Verlustmodul
E′′, das die Energiedissipation umfasst, zusammen. Für die Parameteridentifikation werden wie in
Kapitel 2.2.1 beschrieben sinusförmige Lasten aufgebracht und die Materialantwort aufgezeichnet.
Die zugehörigen mathematischen Zusammenhänge werden auf Basis der Winkelfrequenz ω sowie
Maxima der Spannungs- und Dehnungsamplitude σA bzw. "A definiert, Gleichung 2.98-2.103.






[E′ (ωt)]2 + [E′′ (ωt)]2 (2.100)
E′ (ωt) = |E∗| cosδ (2.101)




Bei der Versuchsplanung ist zu beachten, dass die maximale Prüffrequenz maschinenseitig auf 100 Hz
beschränkt ist. Die für die einzelnen Temperaturen ermittelten Kenngrößen werden über der Frequenz
aufgetragen und analog zum Zeitbereich Masterkurven generiert. Diese werden anschließend durch
Näherungsformeln [128, 129] oder inverse Laplace-Transformation in den Zeitbereich transformiert.
Durch die zeitliche Raffung müssen jedoch Alterungseffekte betrachtet und gegebenenfalls entspre-
chende Korrekturfaktoren berücksichtigt werden [107, 130]. Die vorgestellte Vorgehensweise liefert
für den linear viskoelastischen Bereich [128, 129] zuverlässige Werte [130], wobei zum Teil kürzere
Versuchszeiten im Vergleich zu einer Betrachtung im Zeitbereich erzielt werden können. Zudem bietet
diese den Vorteil, dass zusätzlich die dynamischen Kenngrößen ermittelt werden. Grundvorausset-
zung ist jedoch eine Frequenzabhängigkeit der Materialeigenschaften. Dies ist charakteristisch für
Kunststoffe und wurde auch vereinzelt für Aluminiumlegierungen (niedriglegiertes Aluminium [131,
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132], 2017 Al, 7022 Al, 6082 Al [133], 6061 Al [134], 2618-T6 Al und 7075-T7351 Al [135]) nach-
gewiesen. L I C I T R A u. a. [136], A N A N T H A R A M A N u. a. [137] und R O J A S, N I C O L Á S und C R E S P O
[138] haben außerdem aufgezeigt, dass die TTS auch auf Aluminium- und Magnesiummetallschäume
sowie 2024 Al und 7075 Al angewendet werden kann.
L O O S u. a. [139] haben mittels DTMA frequenzabhängige Materialeigenschaften von Kupferlegie-
rungen nachgewiesen. Die identifizierte Interdependenz tritt besonders bei Temperaturen oberhalb
100°C auf und ist je nach Legierungszusammensetzung weniger stark ausgeprägt. Da die Strukturdy-
namik und Akustik der elektrischen Maschinen nicht im Fokus der vorliegenden Arbeit steht, wird für
eine Einordnung und Bewertung der identifizierten Phänomene auf Anhang D.3 sowie die Arbeiten
von S C H W A R Z E R [52], M I L L I T H A L E R [53] sowie S O M E S A N, B A R T I und B E I N [140] verwiesen
und sich nachfolgend auf das Speichermodul beschränkt. Abbildung 2.41 stellt ausschnittsweise die
generierten Masterkurven für Cu-ETP, Cu-OF, CuNiSi sowie den in Kapitel 2.3 beschriebenen Kupfer-










































Abbildung 2.41.: E′-Masterkurven der untersuchten Cu-Legierungen für 180°C im a) Frequenz- und
b) Zeitbereich.
Um mögliche Alterungseffekte untersuchen zu können, wurden Cu-ETP Proben zusätzlich bei 230°C
für 128 h ausgelagert. Alle niedriglegierten Kupferlegierungen zeigen nahezu das gleiche Relaxati-
onsverhalten. Die thermische Alterung im Falle des Cu-ETPs beeinflusst das Materialverhalten nicht
signifikant, wohingegen die zusätzliche Lackschicht für eine niedrigere Steifigkeit und einen weiche-
ren Übergang des Relaxationsmoduls im Bereich zwischen 0,1 Hz und 107 Hz sorgt. Je höher der
Volumenanteil der Legierungselemente, desto geringer ist der Einfluss der Temperatur und Frequenz
auf das Speichermodul und somit die Spannungsrelaxation. Die aufgezeigte Frequenzabhängigkeit so-
wie abgeleiteten Relaxationseigenschaften von Kupferlegierungen müssen bei deren experimentellen
Charakterisierung berücksichtigt werden.
Die eingeführte Methodik erlaubt es zudem die Aktivierungsenergie EA des untersuchten Materials an-
hand des in Gleichung 2.104 aufgeführten Formelzusammenhangs und der allgemeinen Gaskonstante
R zu bestimmen.










Die für die untersuchten Kupferlegierungen berechneten WLF-Koeffizienten und Aktivierungsenergien
sind in Tabelle 2.4 aufgelistet. Die mittels DTMA bestimmten Aktivierungsenergien befinden sich
in dem aus der Literatur [141–144] bekannten Wertebereich von 0,4 bis 2,1 eV, wobei das höher
legierte CuNiSi den höchsten Wert aufweist. Folglich ermöglicht die vorgestellte Vorgehensweise das
thermische Langzeitverhalten anhand von einer Probe und einer Messung abzuschätzen. Dies bildet
zudem die Grundlage für die zeitliche Raffung von thermischen Alterungsvorgängen [145].
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Kenngröße Cu-OF Cu-ETP Cu-ETP gealtert Cu-ETP Lackdraht CuNiSi
c1 30 11 11 7 40
c2 700 300 300 400 700
EA in eV 0,76 0,68 0,67 0,34 1,03
Tabelle 2.4.: WLF-Parameter und Aktivierungsenergien der untersuchten Kupferlegierungen.
2.4.3 Abschätzen der Kriecheigenschaften
Neben den Relaxationseigenschaften müssen bei der Maschinenauslegung Kriechvorgänge berück-
sichtigt werden. Deren konventionelle Charakterisierung [146], bei der eine konstante Spannung
aufgebracht und der resultierende Dehnungsverlauf über der Zeit aufgezeichnet wird, erweist sich
analog zu den Relaxationsversuchen als nicht praktikabel. Daher sind vor allen im Bereich der Poly-
mere verschiedene Ansätze zur Verkürzung der Versuchszeiten entwickelt worden [147–150]. Zu den
am weitesten verbreiteten Vorgehensweisen zählen die stepped isothermal method (SIM) [151] und
stepped isostress method (SSM) [152]. In beiden Fällen wird lediglich eine Probe benötigt. Diese wird
im Falle der SIM einer konstanten Last ausgesetzt, wobei die Temperatur sukzessive erhöht und der
zeitliche Verlauf der Dehnung aufgezeichnet wird. Anschließend werden die thermischen Dehnungen
von der Gesamtdehnung abgezogen. Zudem können nach dem B O L Z M A N N S C H E N Superpositions-
prinzip die Ergebnisse bei den einzelnen Temperaturen als eigenständige Versuche behandelt werden.
Das TTS-Prinzip erlaubt es, die ermittelten Verläufe derart zu verschieben, sodass für eine vorgegebe-
ne Referenztemperatur eine Masterkurve generiert werden kann. Im Falle der SSM wird anstelle der
Last die Temperatur konstant gehalten und anstelle der Temperatur die Last sukzessive erhöht. Die
resultierenden Dehnungsverläufe werden anschließend zueinander entlang der Zeitachse verschoben,
um einen stetigen Kurvenverlauf zu erhalten. Weitere Details zu den aufgelisteten Vorgehensweisen
sind unter anderem in [107, 149, 153–155] zu finden.
Im Rahmen der im vorherigen Abschnitt durchgeführten FT-Sweeps konnte eine irreversible Längung
der Probe zwischen den einzelnen Messpunkten in Abhängigkeit der vorliegenden Spannung identifi-






































Abbildung 2.42.: Irreversible Längenänderung in Abhängigkeit der vorliegenden Temperatur sowie
a) Spannung und b) Frequenz.
Je höher die vorliegende mechanische Last ist, desto früher tritt die Plastifizierung auf und desto
größer sind die Inkremente. Hierbei ist zu beachten, dass die Kontaktkraft FN , auf die während der
Aufheizphasen geregelt wird, möglichst gering gewählt wird, um eine Verfälschung der Messwerte
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durch zusätzliche Kriechvorgänge zu vermeiden. Die Rohdaten werden nach Gleichung 2.105 in
Dehnungen umgerechnet, wobei die thermische Ausdehnung und Dehnung infolge der Kontaktkraft
von der gesamten Längenänderung subtrahiert wird. Die Ausgangslänge L0 bei der zu bewertenden
Temperatur T0 dient als Referenz. Der Querschnitt der Probe senkrecht zur Belastungsrichtung wird
mit A gekennzeichnet.
"pl (T, f ) =
L0 (T, f )− L0 (T0)
L0 (T0)
− "th − "FN
=
L0 (T, f )− L0 (T0)
L0 (T0)
−αth (T − T0)− FNA E (T, f ) (2.105)
Abbildung 2.42b trägt am Beispiel des Kupferlackdrahts und einer Belastung von 90 MPa die be-
rechneten Dehnungen "pl über der Frequenz auf. Hierbei beträgt die statische Last 60 MPa und die
dynamische Amplitude 30 MPa. Eine Sensititvitätsanalyse mit verschiedenen Aufteilungen der stati-
schen und dynamischen Anteile wurde durchgeführt, zeigte jedoch keine signifikanten Unterschiede
zwischen den einzelnen Konfigurationen, Anhang D.4. Es ist eine Frequenzabhängigkeit der irreversi-
blen Längenänderung zu sehen. Dies ermöglicht es, das TTS-Prinzip anzuwenden und Masterkurven
zu generieren. Durch anschließende inverse Laplace Transformation kann analog zu den Relaxati-
onseigenschaften das Kriechverhalten über mehrere Dekaden abgeschätzt werden. Abbildung 2.43
veranschaulicht das abgeleitete Materialverhalten des Kupferlackdrahts für eine Temperatur von
200°C sowie Spannungen von 90 MPa, 105 MPa, 114 MPa und 130 MPa. In den zugrundeliegenden
TF-Sweeps wurde die Temperatur jeweils um 10 K erhöht. Der Einfluss der Temperaturschrittweite
wurde in Anhang D.4 untersucht. Falls diese zu groß gewählt wird, treten größere Abweichungen
auf, sodass diese so groß wie nötig und klein wie möglich zu wählen ist.


























Abbildung 2.43.: Kupferlackdraht: Anhand von DMTA abgeschätzte Kriechkurven für eine Tempera-
tur von 200°C und Spannungen von 90 bis 130 MPa.
Im Gegensatz zum Stand der Technik ermöglichen die identifizierten Frequenzabhängigkeiten und
Mechanismen die strukturdynamischen Kenngrößen sowie das Relaxations- und Kriechverhalten
anhand von einer Probe und einer Messung abzuschätzen. Die für einen Spannungszustand charak-
teristischen Verläufe können innerhalb weniger Stunden approximiert werden. Im Rahmen weiterer
Arbeiten gilt es die entwickelte Methodik noch anhand von klassischen Langzeitversuchen zu validie-
ren, um die Prognosegüte aufzuzeigen.
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2.5 Zusammenfassung
Im vorliegenden Kapitel wurde das strukturmechanische Verhalten der für elektrische Maschinen
spezifischen Materialien experimentell charakterisiert und Berechnungsmodelle entwickelt sowie va-
lidiert. Im Falle des Blechpakets konnte neben der aus der Literatur bereits bekannten nichtlinearen
Steifigkeit in Stapelrichtung eine Abhängigkeit des Schubmoduls sowie der Querkontraktionszahl
von der Kompression des Stapels aufgezeigt werden. Je nach Blechpaketkonfiguration waren die
Wechselwirkungen mehr oder weniger stark ausgeprägt. Dies erfordert bei der Maschinenauslegung
eine experimentelle Charakterisierung aller infrage kommenden Blechpaketvarianten. Daher wurden
Methoden eingeführt, die das Werkstoffverhalten binnen weniger Stunden abschätzen und charakte-
ristische Kennfelder generieren. Um die abzubildenden Eigenschaften der Blechpakete vollumfänglich
beschreiben zu können, wurde ein vorspannungsabhängiges transversal isotropes Materialmodell ent-
wickelt und in A N S Y S Mechanical implementiert. Hierbei wurde die Vorspannungsabhängigkeit der
Kenngrößen mithilfe von abschnittsweise definierter Funktionen und Feldvariablen beschrieben. Die
Plastizität in Blechebene wurde durch eine isotrope Verfestigung berücksichtigt. Die Materialpara-
meter eines jeden Elements werden am Ende einer jeden Berechnungsiteration auf Basis der jeweils
vorliegenden Spannungen bzw. Dehnungen aktualisiert.
Der für die Fixierung, elektrischen Isolierung und besseren thermischen Anbindung der Kupferdrähte
verwendete Duroplast zeigte ein von der Belastungsart abhängiges Materialverhalten. Die identifi-
zierte Zug-/ Druckasymmetrie wurde mithilfe des D R U C K E R -P R A G E R Modells in der Simulation
abgebildet. Die Eigenschaften des Kupferlackdraht-Duroplast-Verbunds wurden auf Basis von nu-
merischen RVEs ermittelt. Für die Elastizitätskonstanten wurden linear elastische Materialmodelle
herangezogen, wohingegen die nichtlineare Werkstoffantwort anhand von elastisch plastischen Mo-
dellen bestimmt wurde. Die abgeleiteten Kenngrößen der einzelnen Drahtanordnungen wurden im
Anschluss gemittelt. Durch die entwickelte Vorgehensweise können die Verbundeigenschaften auf
Basis der Einzelkomponenten abgeschätzt werden, sodass der zukünftige experimentelle Aufwand
reduziert wurde und Aussagen in frühen Projektphasen getroffen werden können. Dem homogenen
Ersatzmaterial liegt eine transversal isotrope Elastizität und die Fließbedingung nach H I L L zugrun-
de. Zudem konnte eine Frequenzabhängigkeit der Werkstoffeigenschaften der Kupferlegierungen
identifiziert werden. Diese ermöglicht es die dynamischen Kenngrößen sowie das Relaxations- und
Kriechverhalten durch DTMA und inverse Laplace-Transformation abzuschätzen.
Die entwickelten und validierten Berechnungsmodelle ermöglichen die in den einzelnen Komponen-
ten vorliegenden Spannungen sowie Dehnungen numerisch zu berechnen und bilden die Grundlage
für die Durchführung der nachfolgenden statischen und zyklischen Festigkeitsnachweise.
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3 Bewertungsmodelle für den statischen Festigkeitsnachweis
Nachdem Berechnungsmodelle, die das Werkstoffverhalten der im Elektromotorenbau eingesetzten
Materialien abbilden, entwickelt sowie verifiziert wurden, werden Nachweise für die Bewertung
der statischen Festigkeit konzeptioniert und validiert. Hierfür müssen auslegungsrelevante Schä-
digungsmechanismen identifiziert und für die vorliegenden Belastungen Grenzwerte, sogenannte
Versagenskriterien, festgelegt werden. Falls Letztere überschritten werden, wird laut Berechnung ein
Materialversagen vorhergesagt. Im Folgenden werden zunächst isotrope Werkstoffe und im Anschluss
Verbundwerkstoffe behandelt. Beide Abschnitte leiten mit den für die Entwicklung der jeweiligen
Vorgehensweisen benötigten Grundlagen ein.
3.1 Grundlagen und Definition des Bemessungskonzepts für isotrope Werkstoffe unter
statischer Last
Ausgangsbasis der Methodenentwicklung sind die klassischen Festigkeitshypothesen isotroper Werk-
stoffe sowie der aus dem Bereich der Bruchmechanik und Crashsimulation stammende Ansatz zur
Berücksichtigung der Dehnungsbehinderung und Spannungsversprödung. Nachfolgend werden zu-
nächst die für die vorliegende Arbeit relevanten Aspekte erläutert sowie die gewählte Vorgehensweise
vorgestellt. Im Anschluss werden die werkstoffspezifischen Festigkeitsnachweise entwickelt und vali-
diert.













Abbildung 3.1.: Festigkeitsnachweis mehrachsig beanspruchter
Bauteile mithilfe einer Festigkeitshypothese nach
[156].
In Abhängigkeit der Sprödigkeit
bzw. Duktilität des Werkstoffes
versagt dieser auf unterschiedli-
che Weise. Spröde Materialien
brechen ohne erkennbare Defor-
mation, wohingegen sich dukti-
le Eigenschaften durch eine ho-
he Bruchdehnung sowie plasti-
sche Verformung auszeichnen. Je
nach Versagensarten wurden ver-
schiedene Festigkeitshypothesen
entwickelt. Hierfür werden ge-
zielt einzelne Einträge des Span-
nungstensors herangezogen oder
fiktive einachsige Vergleichsspan-
nungen, die dem mehrachsigen
Spannungszustand entsprechen,
berechnet. Dies ermöglicht die
Festigkeit auf Basis weniger expe-
rimenteller Daten abzuschätzen
[157], was in Abbildung 3.1 schematisch dargestellt ist. Nachfolgend werden die Normalspannungs-,
Schubspannungs- und Gestaltänderungsenergiehypothese näher erläutert. Hierbei handelt es sich
um die im Maschinenbau typischerweise eingesetzten Festigkeitshypothesen.
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Normalspannungshypothese (NSH)
Im Falle eines spröden Werkstoffverhaltens und somit eines Trenn- oder Sprödbruchs wird die Normal-
spannungshypothese (nach C L A P E Y R O N, G A L I L E I, L E I B N I Z, L A M É, M A X W E L L, N A V I E R, R A N K I N E)
verwendet. Dieser wird zugrunde gelegt, dass die betragsmäßig größte Hauptnormalspannung σI
senkrecht zur Bruchfläche steht und zum Versagen führt. Für den räumlichen Spannungszustand
und isotrope Materialeigenschaften ergibt sich der folgende Formelzusammenhang, wobei σ+ die
einachsige Zugfestigkeit beinhaltet [158], Gleichung 3.1.
max (σI ,σI I ,σI I I) = σI ≤ σ+ (3.1)
Definitionsgemäß tritt unter Druckbelastung kein Versagen auf. Falls dies jedoch dennoch berücksich-
tigt werden soll, muss die minimale Hauptnormalspannung zusätzlich limitiert werden [159–161],
wobei der zu definierende Grenzwert σ− mit bezeichnet wird, Gleichung 3.2.
σ− ≤ σI I I (3.2)
Schubspannungshypothese (SSH)
Die größte auftretende Schubspannung ist maßgebend für einen Gleitbruch [162]. T R E S C A [163]
formulierte für diesen Versagensmechanismus die Schubspannungshypothese, welche die maximal
zulässige Schubspannung τmax anhand der maximalen und minimalen Hauptnormalspannung be-
rechnet, Gleichung 3.3.
τmax = (σI−σI I I )/2 (3.3)
Schwäche des Ansatzes ist, dass im Falle eines hydrostatischen Spannungszustandes, bei dem die
drei Hauptnormalspannungen gleich groß sind, unabhängig von der Spannungshöhe kein Versagen
vorhergesagt wird.
Gestaltänderungsenergiehypothese (GEH)
Die Gestaltänderungsenergiehypothese setzt Inkompressibilität sowie Isotropie voraus und beschreibt
ein duktiles Werkstoffverhalten. VO N M I S E S [21] entwickelte den Ansatz auf Basis der Überlegungen
von M A X W E L L (1965) [164, 165] sowie H U B E R (1904) [166] für Iσ1 < 0 und veröffentlichte diesen














H E N C K Y [167] verallgemeinerte die Hypothese anschließend für den Bereich Iσ1 > 0 und definierte





3.1.2 Berücksichtigung der Dehnungsbehinderung und Spannungsversprödung
Die im vorherigen Abschnitt dargestellten klassischen Festigkeitshypothesen ziehen in den meisten
Fällen die Bruchspannung des herkömmlichen Zugversuchs als Versagenskriterium heran. Dies bie-
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tet den Vorteil, dass die benötigten Kennwerte zum Teil in Datenblättern aufgelistet sind oder mit
geringem Aufwand ermittelt werden können. Nachteilig ist jedoch, dass hierbei der im Bauteil vor-
liegende Spannungszustand nicht berücksichtigt wird. Dieser beeinflusst jedoch die ertragbare Last
und den auftretenden Bruchmechanismus maßgeblich [168]. Schubspannungen führen vorrangig zu
einem Gleitbruch, wohingegen allseitige Zugspannungen einen Spaltbruch hervorrufen [169]. Um
den im Bauteil vorliegenden Spannungszustand quantifizieren zu können, wurde die sogenannte
Spannungsmehrachsigkeit h eingeführt. Diese setzt sich aus dem Quotient aus dem arithmetischen












(σI −σI I)2 + (σI I −σI I I)2 + (σI I I −σI)2
 (3.6)
Dies ermöglicht es, die ertragbare Spannung oder Dehnung in Korrelation zu einer skalaren Größe
zu setzen. Definitionsgemäß können bestimmte Spannungsmehrachsigkeitswerte den grundlegenden
Belastungsarten zugeordnet werden. Tabelle 3.1 listet die zu den charakteristischen Spannungszu-
ständen gehörigen Spannungsmehrachsigkeiten h sowie konventionellen Versuchstechniken auf.
Belastungsart h konventionelle Versuchstechnik
biaxialer Druck -0,66 biaxialer Druckversuch
einachsiger Druck -0,33 Druckversuch mit ungekerbter Probe
Scherung 0 Zugscher-, Torsionsversuch
einachsiger Zug 0,33 Zugversuch mit ungekerbter Probe
biaxialer Zug 0,66 biaxialer Zugversuch, Zugversuch mit gekerbter Probe
Tabelle 3.1.: Korrelation zwischen der Spannungsmehrachsigkeit und dem vorliegenden Spannungs-
zustand sowie den zugehörigen konventionellen Versuchstechniken.
Abbildung 3.2 veranschaulicht zudem repräsentative Verläufe der maximal ertragbaren Vergleichs-
dehnung nach V O N M I S E S in Abhängigkeit der vorliegenden Spannungsmehrachsigkeit am Beispiel



























Abbildung 3.2.: Auf die Bruchdehnung des einaxialen Zugversuchs normierte Versagensgrenzkurven
für 6005A-T6 [170] und AlSi7Mg [171].
3.1. Grundlagen und Definition des Bemessungskonzepts für isotrope Werkstoffe unter statischer Last 53
Die dargestellten Kurven werden auch als Versagensgrenzkurven bezeichnet. Falls ein Spannungs-
bzw. Dehnungszustand diese überschreitet, wird nach der zugrunde liegenden Modellvorstellung ein
Riss initiiert. Im Allgemeinen gilt, dass je höher die Spannungsmehrachsigkeit ist, desto größer ist
der hydrostatische Anteil und desto geringer ist die plastische Deformation und Bruchdehnung [172].
Die Form der Grenzkurven wird maßgeblich von der Werkstoffkomposition und dem Herstellungs-
prozess beeinflusst. So zeigten Untersuchungen an unterschiedlichen Aluminiumlegierungen [170,
173–175], dass die Bruchdehnung unter einaxialem Zug höher ist als unter Scherung, Abbildung 3.2
(6005A-T6). Im Gegensatz dazu, ermittelten H E N N [171] und T R E I T L E R [176] einen stetigen Kurven-
verlauf für AlSi7Mg, Abbildung 3.2. Ein Vergleich der Versagensgrenzkurven mit der Bruchdehnung
aus dem einaxialen Zugversuch unterstreicht die Notwendigkeit einer Berücksichtigung der Span-
nungsmehrachsigkeit bei der Festigkeitsbewertung. Hierdurch wird die Prognosegüte erhöht und der
Versagenszeitpunkt und -ort besser vorhergesagt. Andernfalls besteht z.B. bei AlSi7Mg das Risiko
einer Bauteilunterdimensionierung für h> 0,33 und Überdimensionierung für h< 0,33.
Neben der V O N M I S E S Vergleichsdehnung können auch andere Kenngrößen wie beispielsweise
die maximale Hauptnormaldehnung "I herangezogen werden. Des Weiteren kann die Bewertung
auch auf Basis der Spannungen oder Verzerrungsenergien anstelle der Dehnungen erfolgen. Die
experimentell ermittelten Versagensgrenzwerte werden mithilfe von phänomenologischen Rissiniti-
ierungsmodellen beschrieben und in die jeweiligen Simulationsprogramme implementiert. Um die
in einem Bauteil vorliegenden unterschiedlichen Spannungszustände bewerten und kritische Stellen
identifizieren zu können, wird analog zu [71, 177, 178] der sogenannte statische Auslastungsgrad
ast eingeführt, Gleichung 3.7 und 3.8. Dieser beinhaltet den Quotient aus vorhandener und maxi-
mal zulässiger Dehnung bzw. Spannung. Hierbei werden die maximal zulässigen Werte anhand der
















Sobald der statische Auslastungsgrad den Wert eins erreicht oder überschreitet, wird laut Modell-
vorstellung ein Riss initiiert. Die vorgestellte Vorgehensweise ist im Bereich der Crashberechnung
weit verbreitet und wird auch vereinzelt bei der Durchführung des statischen Festigkeitsnachweises
[71, 177, 178] angewendet. Im Gegensatz zur Crashsimulation, bei der das Nachbruchverhalten eine
entscheidene Rolle spielt [179], ist bei der Durchführung der Festigkeitsnachweise von elektrischen
Maschinen die Rissinitierung das auslegungsrelevante Versagenskriterium. Daher müssen keine ein-
zelnen Elemente in der FEM-Simulation deaktiviert oder gelöscht werden, was den numerischen
Aufwand reduziert.
Im Folgenden werden die ertragbaren statischen Belastungen der für die elektrischen Maschinen spe-
zifischen Materialien in Abhängigkeit der Spannungsmehrachsigkeit bestimmt. Hierbei besteht die
Herausforderung darin, geeignete Versuchstechniken für die Charakterisierung des duktilen Kupfers,
der spröden Kunststoffmatrix sowie des wenige Millimeter dicken duktilen Elektroblechs auszuwäh-
len oder zu entwickeln. Dies erfordert an den jeweiligen Werkstoff angepasste Probengeometrien.
Bevor jedoch auf die Festigkeitsnachweise der einzelnen Materialien eingegangen wird, wird die
grundlegende Vorgehensweise erläutert.
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3.1.3 Kombinierte experimentelle und numerische Vorgehensweise
In Anlehnung an die Arbeiten von H E N N [171], T R E I T L E R [176], F I E D L E R, VA R F O L O M E E V und
WÄ C H T E R [177] sowie S U N und A N D R I E U X [170] werden Probekörper herangezogen oder entwi-
ckelt, in denen unter einachsiger Belastung verschiedene Spannungsmehrachsigkeiten hervorgerufen
werden. Für die Ermittlung der Versagensgrenzkurven werden die Abmessungen sowie Konturen
derart gewählt, dass nahezu nur ein Spannungszustand vorherrscht. Dies soll eine Verfälschung der
Kennwerte durch mögliche Überlagerungen und Wechselwirkungen vermeiden. Für die Valdierung
der Vorgehensweise werden hingegen Geometrien definiert, bei denen gezielt unterschiedliche Span-
nungszustände und -werte zeitgleich vorliegen, um die Prognosegüte hinsichtlich des Versagensorts
sowie -zeitpunkts bewerten zu können. Grundlage für die Festlegung der Probenabmessungen bil-
den die in Kapitel 2 entwickelten und parametrierten Materialmodelle. Mithilfe der Finiten Element
Methode werden digitale Zwillinge der einzelnen Versuche erstellt und die in den Probekörpern
vorliegenden Spannungen, Dehnungen und Spannungsmehrachsigkeiten berechnet. Die Form und
Dimensionen werden hierbei solange optimiert, bis sich die gewünschten Spannungszustände un-
ter einaxialer Krafteinleitung einstellen. Mittels optischer Messtechnik werden im Versuch die lokal
vorliegenden Verschiebungen detektiert und in Dehnungen umgerechnet. Die experimentell und nu-
merisch ermittelten Kraft-Weg-Verläufe sowie Dehnungsfelder werden miteinander abgeglichen. Im
Anschluss werden die Dehnungen bzw. Spannungen über der Spannungsmehrachsigkeit dargestellt
und die Versagensgrenzkurven abgeleitet.
Bei der Wahl der Bezugsgröße spielen das Verfestigungsverhalten des Werkstoffes [178] und die
Art der Belastung eine wichtige Rolle. Im Falle eines linear elastischen Verhaltens sind die Auslas-
tungsgrade unabhängig von der gewählten Referenz und nahezu identisch. Bei einem nichtlinearen
degressiven Zusammenhang, Abbildung 3.3a, weist die dehnungsbezogene Definition bei einem Be-
lastungszustand (",σ) niedrigere Auslastungsgrade als die spannungsbezogene Betrachtungsweise
aus. Hieraus resultiert beispielsweise, dass der Auslastungsgrad a" infolge von Fliehkraftbelastungen
erst kurz vor der kritischen Drehzahl nB sprunghaft ansteigt und zuvor niedrige Werte annimmt,
Abbildung 3.3b. Dies erschwert die Bewertung einer spezifischen Drehzahl bezüglich ihrer Kritika-
lität. Im Gegensatz dazu steigt aσ mit zunehmender Drehzahl sukzessive an. Falls die Belastung
rein kraft- oder weggesteuert eingeleitet wird, empfiehlt es sich zudem die Spannung bzw. Dehnung
als Bezugsgröße zu wählen. Definitionsgemäß prognostizieren alle Ansätze zum gleichen Zeitpunkt
das Versagen, Abbildung 3.3b. Da im vorliegenden Kapitel die Versagensgrenze "(h) = 1 ermittelt

















































Abbildung 3.3.: a) Definition der Auslastungsgrade am Beispiel eines fiktiven Spannungs-Dehnungs-
Diagramms nach [178], b) Verläufe der Auslastungsgrade in Abhängigkeit von Flieh-
kraftbelastung.
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3.2 Statischer Festigkeitsnachweis - Elektroblech
Das Bemessungskonzept für Elektroblech unter statischer Last wird anhand von Materialproben entwi-
ckelt und verifiziert. Zudem wird die Vorgehensweise auf Bauteilebene validiert und die Prognosegüte
bewertet. Die Methodik wird am Beispiel des in Kapitel 2.2 bereits verwendeten 0,3 mm dicken nicht-
kornorientierten Elektrobleches aufgezeigt. Hierbei werden die Konturen der einzelnen Blechschnitte
aus der gleichen Blechcharge mittels Laserstrahlschneiden herausgeschnitten.
3.2.1 Materialversuche
Aufgrund der Blechdicke von wenigen Zehntelmillimeter können konventionelle Versuchstechniken
wie beispielsweise Torsion- und Druckversuche nicht angewendet werden. Daher müssen geeignete
Geometrien festgelegt werden, bei denen unter einachsiger Belastung Spannungsmehrachsigkeiten
kleiner gleich Null vorliegen. Hierbei muss auf eine ausreichende Knickstabilität geachtet und ge-
gebenenfalls Knickstützen eingesetzt werden, um ein Beulen der Probekörper zu vermeiden. Die
Maschinensteifigkeit wird in der Simulation durch eine Feder abgebildet und durch Korrelation der
Kraft-Weg-Diagramme mit den lokal vorliegenden Dehnungen bestimmt. Tabelle 3.2 beinhaltet die
gewählten Probekörperformen sowie die mittels FEM berechneten und unter einachsigem Zug vor-
liegenden Spannungsmehrachsigkeiten. Bei Letzteren werden die Symmetrien ausgenutzt und die
relevanten Bereiche ausschnittsweise aufgezeigt.
taillierter Zug gekerbter Zug Zugscher Raute Dreizack

















Tabelle 3.2.: Statische Materialversuche an Elektroblech: Gewählte Probeformen und vorliegende
Spannungsmehrachsigkeiten.
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Detaillierte Abmessungen der Probekörper befinden sich im Anhang E.1. Der Einfluss der Richtungs-
abhängigkeit infolge des Walzprozesses wird quantifiziert, indem die Konturen derart ausgeschnitten
werden, sodass die Kraft bei der Hälfte der Probekörper in Walzrichtung und bei den anderen Proben
senkrecht zu dieser eingeleitet wird. Die Prüflinge werden bei Ersterem mit W0 und bei Letzterem
mit W90 gekennzeichnet.
Im Rahmen einer Voruntersuchung werden Zugversuche an taillierten und gekerbten Probekörpern
durchgeführt, wobei die Prüfung bei unterschiedlichen Lasthorizonten beendet wird und eine op-
tische Begutachtung durchgeführt wird. Abbildung 3.4 zeigt ausschnittsweise die Ergebnisse der
Zugversuche in Walzrichtung.





































Abbildung 3.4.: Zugversuch an Elektroblech mit a) taillierten und b) gekerbten Proben: Kraft-Weg-
Diagramme und Deformation bei unterschiedlichen Lasthorizonten.
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Nach Erreichen der Streckgrenze bilden die Probekörper eine wellenförmige Oberfläche aus, wobei
sich der Probenquerschnitt verkleinert. Dies wird auch als Brucheinschnürung Z bezeichnet. Durch
das Prüfen unterschiedlicher Lastniveaus kann aufgezeigt werden, dass die Risse im Inneren des
Bauteils initiiert werden, bevor ein vollständiger Trennbruch stattfindet. Die Versagensmechanismen
im Gefüge werden näher untersucht, indem verschiedene metallographische Untersuchungen durch-














Abbildung 3.5.: a) Übersicht der Schliﬄagen, b) Detail der Einschnürung im Bruchbereich, c) Stereo-
mikroskopaufnahme der Bruchbereiche, d) Detailaufnahme der Stereomikroskopauf-
nahme, e) Differentialinterferenzkontrastaufnahme, f) Hellfeldbeleuchtung der ge-
ätzten Probe.
Im Rahmen der Probenpräparation werden Schliffe, deren Lage in Abbildung 3.5a dargestellt ist,
in Richtung der Krafteinleitung angefertigt. Anschließende Stereomikroskopaufnahmen im Bruch-
bereich zeigen die für duktile Werkstoffe charakteristischen Einschnürungen der Querschnittsfläche,
Abbildung 3.5b-d. Mittels Differentialinterferenzkontrast werden die Geometrie und Mikrostruk-
tur der Oberfläche erfasst und in Helligkeitsunterschiede umgewandelt [180], Abbildung 3.5e. Die
transkristallinen Risse werden nicht an der Oberfläche, sondern im Probeninneren initiiert und ver-
laufen durch die Körner. Zudem liegt keine signifikante Kornstreckung vor. Des Weiteren werden
die Korngrenzen durch Ätzung und Hellfeldbeleuchtung visualisiert, Abbildung 3.5f. Aufgrund der
unterschiedlichen Blaufärbungen ist keine einheitliche Kornorientierung zu erkennen.
3.2.2 Generieren der Versagensgrenzkurve
Nachdem die Versagensmechanismen und Rissinitiierung makroskopisch und mikroskopisch unter-
sucht wurden, wird die Versagensgrenzkurve abgeleitet. Diese bildet die Grundlage für das Bemes-
sungskonzept und die Definition des statischen Auslastungsgrades, Gleichung 3.7. Hierfür werden für
beide Walzrichtungen die zum Versagenszeitpunkt vorliegenden Spannungsmehrachsigkeiten h sowie
Hauptnormaldehnungen "I bzw. V O N M I S E S Vergleichsdehnungen "vM ausgeleitet. Anschließend
wird die Versagensgrenzkurve generiert, indem "-h-Kennfelder erzeugt und die Einhüllenden der
Punktwolken bestimmt sowie mathematisch beschrieben werden. Abbildung 3.6 zeigt die mithilfe
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der kombinierten experimentellen und numerischen Vorgehensweise ermittelten Versagensgrenzkur-

























































Abbildung 3.6.: Versagensgrenzkurve für das untersuchte Elektroblech bezogen auf a) die Haupt-
normaldehnung und b) V O N M I S E S Vergleichsdehnung.
Die ermittelten Dehnungen unterscheiden sich für die beiden Walzrichtungen, W0 und W90, nicht
signifikant voneinander, sodass keine Richtungsabhängigkeit im Bemessungskonzept für das Elek-
troblech berücksichtigt werden muss. Die beiden Grenzkurven weichen lediglich für Spannungs-
mehrachsigkeiten kleiner als Null voneinander ab. Für die nachfolgenden Untersuchungen wird die
Versagensgrenzkurve auf Basis der V O N M I S E S-Vergleichsdehnung, Abbildung 3.6b, verwendet.
3.2.3 Validierung anhand von Material- und Bauteilversuchen
Die Prognosegüte und Validität der Vorgehensweise wird bewertet, indem sowohl Material- als auch
Bauteilversuche in der Simulation abgebildet werden. Der statische Festigkeitsnachweis wird anhand
der generierten Versagensgrenzkurve durchgeführt und mit den Messergebnissen abgeglichen.
Validierung anhand der Materialversuche
Die gemessenen und berechneten Kraft-Weg-Diagramme sowie experimentell und numerisch ermit-
telten Versagenszeitpunkte, d.h. der Auslastungsgrad erreicht den Wert eins, werden gegenüberstellt.
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Hierbei werden die entwickelte Versagensgrenzkurve und klassische Gestaltänderungshypothese,





Abbildung 3.7 veranschaulicht exemplarisch die Ergebnisse der W0-Probekörper.














Simulation Messung a = 1,0vM a = 1,0st






































Abbildung 3.7.: Gemessene und berechnete Kraft-Weg-Diagramme sowie experimentell und nume-
risch ermittelte Versagenszeitpunkte, a = 1, am Beispiel der W0-Probekörper.
Die gemessenen und berechneten Kraft-Weg-Diagramme stimmen sehr gut miteinander überein. Es
liegen lediglich kleinere Abweichungen im Falle der Dreizackprobekörper vor. Diese begründen sich
mit einem stärkeren Ausknicken (out of plane) des Blechs im Versuch als in der Simulation. Dies ist
zudem auch der Grund dafür, dass die Versagensgrenze ast = 1, 0 in der Berechnung des Zugscher-
und Dreizacksversuchs frühzeitig erreicht wird. In allen anderen Fällen wird der experimentelle Ver-
sagenszeitpunkt anhand der Versagensgrenzkurve mit guter Näherung prognostiziert. Im Gegensatz
dazu sagt die klassische Gestaltänderungshypothese bei den Zugscher-, Raute- und Dreizackprobekör-
pern ein frühzeitiges Versagen voraus. Da bei der Bauteilauslegung neben des Versagenszeitpunktes
der Versagensort entscheidend ist, listet Tabelle 3.3 die experimentell ermittelten sowie numerisch
vorhergesagten Orte der Rissinitiierung auf.
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Bild zum
Versagenszeitpunkt
Auslastungsgrad bei berechneter Rissinitiierung




































Tabelle 3.3.: Validierung des statischen Festigkeitsnachweises für Elektroblech anhand der Material-
versuche mit W0-Proben.
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Die Bewertung des statischen Festigkeitsnachweises auf Basis der generierten Versagensgrenzkurve
sagt bei allen Probekörpern die im Versuch detektierten Orte der Rissinitiierung vorher. Dies trifft im
Falle der Gestaltänderungshypothese nicht zu. Die Rissinitiierung im Inneren der gekerbten Probe
sowie die Versagensorte der Raute- und Dreizackprüflinge werden nicht identifiziert. Dies hat das
Risiko einer Bauteilunterdimensionierung oder -überdimensionierung zur Folge, da sich im Zuge der
Entwicklung nicht auf die kritischen Stellen fokussiert wird und gegebenenfalls falsche Rückschlüsse
gezogen werden.
Validierung anhand von Bauteilversuchen
Neben den Materialversuchen werden Experimente an Rotoren durchgeführt, um die eingeführte Me-
thodik zu validieren. Hierbei handelt es sich um sogenannte Schleuderversuche, bei denen der Rotor






Abbildung 3.8.: Aufbau der Rotoren zur Validierung des
statischen Festigkeitsnachweises.
erhöht, bis Bersten, d.h. Versagen, auftritt.
Die Blechschnittgeometrien werden in An-
lehnung an die Materialversuche ausge-
legt und aus der gleichen Charge laser-
strahlgeschnitten. Die einzelnen Bleche
werden wie in Kapitel 2.2.1 beschrieben
zueinander verdreht, übereinander gesta-
pelt und anschließend miteinander ver-
schweißt. Um möglichst wenige Materi-
alpaarungen und Wechselwirkungen mit
anderen Komponenten zu haben, werden
die Geometrien auf Basis von permanenter-
regten Synchronmaschinen entwickelt. Zu-
dem werden anstelle der Magnete Stahl-
quader verwendet. Diese werden in die
Öffnungen des Blechpakets eingeführt und
anschließend verstemmt. Die Unwucht des
Rotors wird mithilfe zweier Wuchtscheiben, die zusätzlich mit Spannringen gesichert sind, ausge-
glichen. Das Blechpaket, die Wuchtscheiben und Spannringe besitzen geometrische Übermaße zur
Welle, damit diese während des Versuchs nicht verrutschen. Die Presspassungen werden durch ther-
misches Fügen hergestellt. Hierbei wird die Welle im Vorfeld mittels flüssigem Stickstoff abgekühlt
und die anderen Komponenten im Ofen erwärmt. Alle Komponenten sowie deren Zusammenbau
werden vor und nach der Montage geometrisch vermessen.
Es werden für die Berstversuche drei verschiedene Blechschnitte verwendet. Bei diesen stellen sich
unter der radial wirkenden Fliehkraft Spannungszustände analog zu den taillierten und gekerbten
Proben sowie Zugscherversuchen ein. Die Montagevorgänge bzw. Presspassungen werden in der
Simulation wie in Kapitel 2.2.3 durch reibungsbehaftete Kontakte mit den entsprechenden geometri-
schen Übermaßen abgebildet. Die numerische Bewertung der statischen Festigkeit der Elektrobleche
erfolgt auf Blechschnittebene im Rahmen von 2D Simulationen und unter Heranziehen des in Kapi-
tel 2.2.2 vorgestellten Materialmodells. Bei der Modellierung wird zudem die Rotationssymmetrie
ausgenutzt und die Schnittkanten mit reibungsfreien Randbedingungen versehen. Nachfolgend wer-
den die freigeschnittenen Modelle und kleinsten wiederkehrenden Einheiten dargestellt. Tabelle 3.4
gibt einen Überblick über die ausgelegten Blechschnitte, vorliegenden Spannungsmehrachsigkeiten,
statischen Auslastungsgrade sowie numerisch und experimentell ermittelten Berstdrehzahlen nBerst .
Weitere Details sind Anhang E.1 zu entnehmen.
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Blechschnitt 1 Blechschnitt 2 Blechschnitt 3


















nBerst @ ast = 1 32800 min−1 37650 min−1 23050 min−1
nBerst @ Versuch 32500 min
−1 38770 min−1 25000 min−1
∆nBerst 0,9 % 2,9 % 7,8 %
Tabelle 3.4.: Elektroblech: Validierung des statischen Festigkeitsnachweises anhand von Bauteilversu-
chen. Veranschaulichen der Blechschnittkonturen, Spannungsmehrachsigkeiten, Auslas-
tungsgrade sowie numerischen und experimentell ermittelten Berstdrehzahlen.
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Das Versagen der Rotoren wird im Falle des Blechschnitts 1 und 2 mit sehr guter Näherung vorausge-
sagt. Hierbei weichen die numerisch abgeschätzten Berstdrehzahlen von den experimentellen Werten
um 0,9 % bzw. 2, 9 % ab. Es liegt lediglich eine größere Differenz von 7,8 % bei Blechschnitt 3, der
in Anlehnung an die Zugscherversuche definiert wurde, vor. Das zu früh prognostizierte Versagen
lässt sich analog zu den Materialversuchen mit einem stärkeren Ausknicken (out of plane) der Bleche
im Versuch als in der Simulation begründen. Dies wird durch die gewählte 2D Simulation nicht ab-
gebildet. Eine Rekonstruktion der Rissinitiierungs- bzw. Versagensorte in den Versuchen ist aufgrund
des explosionsartigen Berstens und der daraus übrig gebliebenen Bruchstücke nicht möglich.
Die entwickelte Methodik konnte anhand von Material- und Bauteilversuchen validiert werden. Diese
zeigt im Gegensatz zur klassischen Gestaltänderungshypothese die in den Materialproben vorlie-
genden kritischen Punkte der Rissinitiierung auf. Zudem wird das Versagen der Probekörper und
Rotoren mit guter Näherung vorhergesagt. Es existieren lediglich kleinere Abweichungen im Falle
der Zugscher- und Dreizackversuche sowie des Blechschnitts 3. Diese sind auf ein Ausknicken der
Bleche, das in der Simulation nicht vollständig abgebildet wird, zurückzuführen. Durch die Berück-
sichtigung der Spannungsmehrachsigkeit und generierte Versagensgrenzkurve kann die statische
Festigkeit verschiedener Blechschnittkonturen zukünftig numerisch bewertet werden.
3.3 Statischer Festigkeitsnachweis - Kupfer
Nachdem ein valides Bemessungskonzept für Elektroblech unter statischer Last eingeführt wurde,
wird nachfolgend die statische Festigkeit von Kupfer näher untersucht und eine Methodik für deren
Bewertung entwickelt. Zu Beginn werden Materialversuche bei unterschiedlichen Temperaturen
durchgeführt, um das Spannungs-Dehnungs-Verhalten zu charakterisieren sowie Versagenskriterien
festzulegen. Die Validierung erfolgt anschließend anhand eines Bauteilversuchs.
3.3.1 Charakterisieren des Materialverhaltens und Festlegen der Versagenskriterien
Kupfer wird vorrangig in Form von Drähten oder Stäben in elektrischen Maschinen eingesetzt, Kapi-
tel 2.3. Da verschiedene Spannungszustände bei diesen kleinen Abmessungen nicht mit vertretbarem
Aufwand dargestellt werden können, wird nachfolgend die Festigkeit von 3 mm dickem Kupferblech
exemplarisch untersucht. Hierbei werden die Konturen der Probekörper aus dem Rohmaterial mittels
Wasserstrahlschneiden entnommen. Das Verformungs- und Verfestigungsverhalten der verwendeten
Kupferlegierung wird anhand von taillierten und gekerbten Probekörpern für Raumtemperatur und
180°C ermittelt. Abbildung 3.9 zeigt die gemessenen Kraft-Weg-Verläufe.
a) b)































Abbildung 3.9.: Kraft-Weg-Verläufe der a) taillierten und b) gekerbten Proben bei RT sowie 180°C.
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Der untersuchte Werkstoff zeigt unter statischer Last ein entfestigendes Verhalten. Die Dehngrenze
entspricht der Streckgrenze und der Kraft-Weg-Verlauf fällt nach Beginn der Plastifizierung ab. Im
Falle der 180°C nimmt sowohl das Elastizitätsmodul als auch die Dehngrenze im Vergleich zu den Wer-
ten bei RT ab. Die Probekörper brechen unabhängig von der Temperatur in etwa nach dem gleichen
Verfahrweg der Traverse. Abbildung 3.10 zeigt Detailaufnahmen der Einschnürung der taillierten
Proben bei 180°C zu den in Abbildung 3.9 markierten Belastungszuständen.
1 2 3 4
Abbildung 3.10.: Taillierte Zugprobe - Cu OFE: Detailaufnahmen der Brucheinschnürung bei 180°C.
Die Risse werden analog zum Elektroblech im Inneren des Probekörpers initiiert. Eine sichtbare
Schädigung ist bereits nach Überschreiten der Dehngrenze zu erkennen. Da die Komponenten der
elektrischen Maschine zum Teil kraftgesteuerten Belastungen z.B. infolge der wirkenden Fliehkraft
ausgesetzt sind, werden die Dehngrenzen bzw. die dazugehörigen Dehnungen als Versagenskriteri-
en gewählt. Sobald diese unter einer konstant wirkenden Kraft überschritten werden, beginnt der
Werkstoff ungehindert zu fließen und ein abruptes Versagen tritt auf.
3.3.2 Validierung anhand von Bauteilversuchen
Die getroffenen Annahmen werden mithilfe des in Kapitel 3.2.3 eingeführten Schleuderversuchs ve-
rifiziert, wobei der eingangs vorgestellte Asynchronrotor herangezogen wird. Dieser weist einen
Kurzschlusskäfig aus der im vorherigen Abschnitt charakterisierten Kupferlegierung auf. Grund-
voraussetzung für die Durchführung des Festigkeitsnachweises ist das numerische Abbilden der
auftretenden Deformationen. Daher werden die gewählte Modellierung und verwendeten Mate-
rialmodelle, Kapitel 3.2.3 und 2.2.2, mittels kapazitiver Wegmessung der Kurzschlusskäfigaufweitung
validiert. Abbildung 3.11 zeigt den schematischen Versuchsaufbau sowie die gemessene und berech-
































Abbildung 3.11.: a) Schematischer Versuchsaufbau der Schleuderprüfung, b) gemessene und berech-
nete Aufweitung des Kurzschlusskäfigs bei RT.
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In der Simulation werden analog zu Kapitel 3.2.3 die Montageeinflüsse, d.h. das geometrische Über-
maß zwischen Welle und Blechpaket sowie die Blechpaketvorspannung, berücksichtigt. Die numerisch
abgeschätzten Deformationen des Kurzschlusskäfigs befinden sich im Streuband der anhand der ka-
pazitiven Wegsensoren bestimmten Werte.
Nachfolgend werden zwei Rotoren bei Raumtemperatur und 180°C solange geschleudert, bis diese
versagen. Tabelle 3.5 fasst die experimentell ermittelten und simulativ prognostizierten Versagen-
sorte sowie Berstdrehzahlen zusammen. Hierbei wird das auf Basis der Materialversuche definierte











nBerst@ RT 33800 min
−1 34800 min−1
nBerst@ 180°C 25650 min
−1 27000 min−1
Tabelle 3.5.: Kupfer: Validierung des statischen Festigkeitsnachweises anhand von Bauteilversuchen.
Veranschaulichen der experimentell und numerisch ermittelten Versagensorte sowie
Berstdrehzahlen.
Sowohl bei Raumtemperatur als auch bei 180°C versagt der Kurzschlusskäfig im Bereich der Blechpa-
ketenden und zerbricht in mehrere Teile, wobei die Kupferstäbe in den Blechpaketnuten verbleiben.
Der auf Basis der definierten Versagenskriterien durchgeführte Festigkeitsnachweis identifiziert die-
sen Bereich als kritische Stelle. Die numerisch prognostizierten Berstdrehzahlen stimmen mit den
Messwerten gut überein, wobei das Versagen tendenziell eher konservativ vorhergesagt wird. Die
Abweichung beträgt bei Raumtemperatur ca. 2,9% und bei 180°C ca. 5%.
3.4 Statischer Festigkeitsnachweis - Duroplast
Bevor die Verbundwerkstoffe und -festigkeiten näher betrachtet werden, wird als Abschluss der
Bemessungkonzepte der isotropen Werkstoffe unter statischer Last eine Vorgehensweise für den
verwendeten Duroplast anhand von Materialversuchen definiert und validiert.
3.4.1 Festlegen der Materialversuche und Generieren der Versagensgrenzkurve
Hierbei wird als Absprungbasis das Versuchsprogramm des Elektroblechs verwendet. Im Gegensatz
zu den wenigen Zehntelmillimeter dünnen Blechen können im Falle des Kunststoffes andere Probe-
körperformen und Versuchstechniken angewendet werden. Neben den in Tabelle 3.2 aufgelisteten
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Versuchen werden zusätzlich Torsionsversuche durchgeführt und die im Zuge der Berechnungsmodell-
entwicklung verwendeten Druckversuche herangezogen. Die identifizierte Zug-Druck-Asymmetrie
wird mithilfe des in Kapitel 2.3.1 parametrierten und validierten D R U C K E R -P R A G E R Modells be-
rücksichtigt. Details zu den Probenabmessungen sind in Anhang E.2 zu finden. Abbildung 3.12
veranschaulicht die abgeleitete Versagensgrenzkurve. Da es sich um einen spröden Werkstoff, bei
dem klassischerweise der Festigkeitsnachweis auf Basis der Hauptnormalspannung oder -dehnung,
Kapitel 3.1.1, durchgeführt wird, handelt, wird die Hauptnormaldehnung als Bezugsgröße gewählt.




























Abbildung 3.12.: Versagensgrenzkurve für den untersuchten Duroplast bezogen auf die Haupt-
normaldehnung.
Analog zum Elektroblech nimmt mit steigender Spannungsmehrachsigkeit die ertragbare Haupt-
normaldehnung ab. Falls mehraxiale Zugbelastungen (h > 0,33) vorherrschen, sinkt die Bruchdeh-
nung degressiv ab. Für Druckbelastungen (h < 0) steigt die Versagensgrenze hingegen mit kleiner
werdender Spannungsmehrachsigkeit progressiv an. Im Übergangsbereich (0 ≤ h ≤ 0,33) ist die
Steigung der Kurve betragmäßig am kleinsten. Der Verlauf wird mithilfe einer Fallunterscheidung
und zweier Exponentialfunktionen mathematisch beschrieben.
3.4.2 Validierung anhand von Materialversuchen
Die Validität und Prognosegüte des aufgestellten Bemessungskonzepts wird nachfolgend anhand
von Materialversuchen bewertet. Hierbei wird dieses zudem der Gestaltänderungs- und Normalspan-
nungshypothese gegenübergestellt. Zu Beginn werden die experimentell und numerisch ermittelten
Kraft-Weg-Verläufe sowie Versagenszeitpunkte aller Materialversuche miteinander verglichen. Im An-
schluss werden die Versagensorte am Beispiel der Raute- und Dreizackprobekörper evaluiert, da bei
diesen unterschiedliche Spannungszustände und -werte auftreten. Bei allen anderen Proben herrscht
lediglich ein Spannungszustand vor, sodass die von den verschiedenen Ansätzen prognostizierten
Versagensorte identisch sind. Abbildung 3.13 zeigt die Kraft-Weg-Diagramme der Prüfkörper, die für
das Generieren und Validieren der Versagensgrenzkurve herangezogen wurden.
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Simulation Messung a = 1,0vM a = 1,0st a = 1,0vNH
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Abbildung 3.13.: Duroplast: Kraft-Weg-Diagramme der Materialversuche zur Generierung und Vali-
dierung der Versagensgrenzkurve sowie prognostizierte Versagenszeitpunkte.
Die experimentell und numerisch ermittelten Kraft-Weg-Verläufe stimmen sehr gut miteinander über-
ein. Alle drei Festigkeitshypothesen sagen den Bruch der taillierten und gekerbten Proben vorher.
Im Falle des Torsions- und Druckversuchs wird der Grenzwert der NSH nicht erreicht, wohingegen
die GEH die Rissinitiierung bei einer zu niedrigen Last prognostiziert. Dies hätte im Rahmen der
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strukturmechanischen Auslegung eine Bauteilüberdimensionierung bzw. -unterdimensionierung zur
Folge. Das entwickelte Bemessungkonzept auf Basis der Versagensgrenzkurve liefert als einziges für
alle einzeln betrachteten Spannungszustände valide Aussagen.
Das Kraft-Weg-Verhalten der für die Validierung untersuchten Raute- und Dreizackprobekörper wird in
der Simulation abgebildet. Die von allen drei Ansätzen prognostizierte Bruchdehnung bzw. -spannung
befindet sich im Falle der Rauteprüflinge im Streuband der Versuchsergebnisse. Hierbei weisen die
beiden klassischen Hypothesen, NSH und GEH, tendenziell höhere ertragbare Lasten aus. Bei allen
betrachteten Materialversuchen wird lediglich der Versagenszeitpunkt der Dreizackproben von kei-
nem Bemessungskonzept vorhergesagt. Der Grenzwert der GEH wird erneut bei Lasten unterhalb der
gemessenen Werte erreicht, wohingegen die beiden anderen Ansätze zu hohe Bruchlasten angeben.
Abbildung 3.13 zeigt zudem die durch optische Messtechnik zum Versagenszeitpunkt erfassten Bil-
dern der Validerungsversuche. In diesen werden die Details A-C hervorgehoben, da die zugehörigen
Bereiche im Rahmen des Abgleichs der prognostizierten Versagensorte mit den Messergebnissen
näher betrachtet werden.
Tabelle 3.6 stellt die numerisch abgeschätzten Versagensorte der Rauteprobekörper den Versuchs-
ergebnissen gegenüber. Simulationsseitig werden für die in Abbildung 3.13 markierten Details die
Auslastungsgrade der drei Vorgehensweisen zu den jeweils ausgewiesenen Versagenszeitpunkten
aufgelistet.
Simulation






Tabelle 3.6.: Duroplast: numerisch und experimentell ermittelte Versagensorte im Falle der Rautepro-
bekörper.
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Im Versuch wird der Riss in Detail C initiiert. Dies wird von allen drei Ansätzen prognostiziert. Die
guten Übereinstimmungen sind auf die vorherrschenden Zugbelastungen, bei denen die unterschied-
lichen Bewertungsmethoden nicht signifikant voneinander abweichen, zurückzuführen. Der Gradient
des Auslastungsgrades ist im Falle des entwickelten Ansatzes am größten, Detail A und C . Die GEH
weist auch im Bereich der Kerbe in Detail B, in dem vorrangig Druckbelastungen vorliegen, hohe
Auslastungsgrade aus.
Die in der Berechnung und im Versuch detektierten Versagensorte der Dreizackproben werden analog
zum vorherigen Abschnitt in Tabelle 3.7 zusammengefasst.
Simulation







Tabelle 3.7.: Duroplast: numerisch und experimentell ermittelte Versagensorte im Falle der Dreizack-
probekörper.
Die im Experiment ermittelte Rissinitiierung in Detail C wird von der NSH sowie der eingeführten
Bewertungsmethode vorhergesagt. Die GEH prognostiziert hingegen ein Versagen in der in Detail B
dargestellten Kerbe, in der vorrangig Druckspannungen vorliegen. Dies resultiert aus der Definition
des Auslastungsgrades avM , Gleichung 3.9. Hierbei wird nicht berücksichtigt, dass der untersuchte
Werkstoff unter Drucklasten höheren Spannungen bzw. Dehnungen standhält.
Zusammenfassend lässt sich festhalten, dass der entwickelte Festigkeitsnachweis auf Basis der ge-
nerierten Versagensgrenzkurve für das gesamte Spannungsmehrachsigkeitsspektrum gültig ist und
die Versagensorte der Materialproben identifiziert. Im Gegensatz dazu bilden die klassischen Festig-
keitshypothesen die ertragbaren Belastungen für h < 0,33 nicht richtig ab. Die NSH vernachlässigt
ein Versagen unter Torsion- und Druckbeanspruchungen, wohingegen die GEH den beiden Bean-
spruchungsarten zu niedrige Versagensgrenzen zugrunde legt. Folglich bildet die eingeführte Vor-
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gehensweise das Materialverhalten als einziges realitätsnah ab und ermöglicht somit eine optimale
Bauteilauslegung.
3.5 Homogenisierte Bruchkriterien für Kupferwicklungen
Nachdem geeignete Bemessungskonzepte für die betrachteten isotropen Werkstoffe aufgestellt und va-
lidiert wurden, werden Vorgehensweisen zur Bewertung der Verbundfestigkeiten der Kupferwicklung
untersucht. Im vorliegenden Abschnitt wird sich auf die aus dem Bereich der Glasfaserverstärkten
Kunststoffe (GFK) sowie Kohlefaserverstärkten Kunststoffe (CFK) bekannten Bruchkriterien für un-
idirektional verstärkte Faserverbundwerkstoffe (UD FVK) fokussiert und deren Anwendbarkeit auf
Kupferwicklungen bewertet. Der Verbundwerkstoff wird hierbei analog zu Kapitel 2.3 als homogener
Körper betrachtet und die einzelnen Komponenten nicht aufgelöst. Einleitend werden die Grundlagen
und mathematischen Ansätze der Bruchkriterien erläutert. Im Anschluss wird das Versuchsprogramm
definiert und die Vorgehensweisen anhand der Messdaten validiert.
3.5.1 Grundlagen der Bruchkriterien für transversal isotrope unidirektional verstärkte
Faserverbundwerkstoffe
Da unidirektional verstärkte Faserverbundwerkstoffe im Gegensatz zu isotropen Materialien eine
Vorzugsrichtung aufweisen, müssen zusätzliche Kenngrößen im Bemessungskonzept berücksichtigt
werden. Des Weiteren kommen je nach Belastungszustand unterschiedliche Versagensmechnismen
zum Tragen. Daher werden nachfolgend die für die Definition der Bruchkriterien benötigten Grund-
begriffe und Versagensarten erläutert sowie anschließend die aus der Literatur [31, 181] bekannten
Modellansätze und Formelzusammenhänge vorgestellt.
Grundbegriffe und Versagensarten unidirektional verstärkter Kunststoffe
Die Festigkeitsanalyse von Verbundwerkstoffen beruht auf den Theorien der isotropen Werkstoffe
[182]. Durch die Kombination zweier unterschiedlicher Werkstoffe müssen jedoch die auftreten-
den Wechselwirkungen und Interaktionen berücksichtigt werden [182]. Infolge der in die Matrix
eingebrachten Fasern treten örtliche Spannungsüberhöhungen im Kunststoff auf, sodass die Verbund-
festigkeit quer zur Faser niedriger ist als die Festigkeit der unverstärkten Matrix [31]. Abbildung 3.14a
veranschaulicht dies anhand der Ergebnisse einer spannungsoptischen Untersuchung der Querbean-
spruchung eines unidirektional verstärkten Kunststoffes.














Abbildung 3.14.: a) Spannungsoptische Untersuchung der Querbeanspruchung eines unidirektional
verstärkten Kunststoffes nach [31], b) Schnittbild quer zur Drahtachse, c) Nomenkla-
tur des räumlichen Spannungszustandes [31].
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Die dargestellten Isochromaten beinhalten Linien mit gleicher Hauptspannungsdifferenz und zeigen
Spannungskonzentrationen zwischen den Fasern auf. Des Weiteren spielt die Faser-Matrix-Haftung
eine wichtige Rolle [183]. Die Verbundfestigkeit entspricht dem Minimum aus den Einzelkomponen-
tenfestigkeiten und der sogenannten Grenzschichtfestigkeit. Letztere beinhaltet die Beanspruchung,
bei der sich die Matrix von der Faser ablöst und keine Haftung zwischen den Komponenten mehr
vorliegt. Die in Abbildung 3.14b identifizierten Risse können entweder im Inneren des Kunststoffes
oder im Grenzschichtbereich initiiert worden sein. Dies gilt es im Zuge der Festigkeitsanalyse zu
bewerten. Der allgemeine räumliche Spannungszustand kann aufgrund der transversalen Isotropie
anhand von vier Basisbeanspruchungen beschrieben werden. Hierbei handelt es sich um die Normal-
spannungen in und quer zur Faserrichtung, σ‖ bzw. σ⊥ sowie die beiden Schubspannungen τ‖⊥ und
τ⊥⊥. Die Zuordnung zu den jeweiligen Kenngrößen erfolgt in Abbildung 3.14c. Im Allgemeinen wird
die Vorzugsrichtung der Fasern mit ‖ und die Richtung quer zu dieser mit ⊥ gekennzeichnet.
Faserverbundwerkstoffe weisen üblicherweise unterschiedliche Eigenschaften unter Zug- und Druck-
beanspruchung auf. Aus diesem Grund und aufgrund der in Kapitel 2.3 identifizierten Zug-Druck-
Asymmetrie der untersuchten Kunststoffmatrix müssen sechs Basisfestigkeiten R und Versagensarten
definiert werden. Diese werden grundsätzlich in zwei Bruchtypen, den Faserbruch (Fb) und Zwi-
schenfaserbruch (Zfb), unterteilt und sind in Tabelle 3.8 aufgelistet. Im Falle von Zugbelastungen
werden die Kenngrößen mit dem Index + und bei Druckbelastungen mit dem Index − versehen.
Bei den Schubbelastungen erfolgt keine Unterteilung in Zug- und Druckbeanspruchungen, da eine




































Tabelle 3.8.: Faserverbundwerkstoffe: Basisfestigkeiten und Versagensarten nach [31].
Der Fb charakterisiert sich durch ein nahezu gleichzeitiges Versagen der Fasern und wird vorrangig
durch Normalspannungen in Faserrichtung hervorgerufen. Der Zfb tritt hingegen innerhalb der Ma-
trix oder entlang der Grenzschicht infolge der Schubbeanspruchungen oder der Normalspannungen
quer zur Faser auf. Bei genauerem Betrachten der Versagensbilder wird ersichtlich, dass der Verbund-
werkstoff nicht immer in der Schnittebene, in der die maximal eingeleitete Last vorherrscht, versagt.
Diese Ebene wird auch Wirkebene genannt. Laut der M O H R ’ S C H E N Festigkeitshypothese wird die
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Bruchgrenze oder Fließgrenze eines Materials ausschließlich durch die Spannung der Bruchebene
oder Fließebene bestimmt [184]. Im Falle des Querdrucks σ−⊥ bricht der Probekörper beispielsweise
nicht senkrecht zur Druckbeanspruchung, sondern um ca. 53° geneigt. Die Abweichung der Bruche-
bene von der Wirkebene lässt sich darauf zurückführen, dass die in 45° wirkende Schubspannung für
das Versagen verantwortlich ist und die auf die Bruchfläche wirkende Querdruckkomponente zu einer
gewissen „inneren“ Reibung führt und den Bruchwiderstand erhöht [185]. Daher führten H A S H I N
[186] und PU C K [185] zusätzlich zu den Basisfestigkeiten den Bruchwiderstand der Wirkebene RA
ein.
Definition und Einteilung der Bruchkriterien
Auf Basis der im vorherigen Abschnitt vorgestellten Kenngrößen sind die sogenannten Bruchkriterien
entwickelt worden, um bewerten zu können, ob einer der in Tabelle 3.8 aufgeführten Versagens-
mechanismen im Bauteil auftritt. Voraussetzung ist hierfür, dass das Bruchkriterium F den Wert
eins überschreitet. Die jeweiligen Ansätze können aufgrund der transversalen Isotropie nicht im
Hauptachsensystem formuliert werden, sondern müssen auf den Basisbeanspruchungen in einem
materialbezogenen Koordinatensystem basieren [158], wobei die Faserachse einer Raumrichtung
entsprechen muss. Grundsätzlich können die Bruchkriterien nach K R O L L [187] und KO B E R [188] in
die vier aufgelisteten Gruppen eingeteilt werden.
• Interaktionslose Bruchkriterien
• Bruchkriterien mit teilweiser Interaktion der Spannungswerte
• Bruchkriterien mit vollständiger Interaktion der Spannungswerte
• Wirkebenenbasierte Bruchkriterien
Nachfolgend werden die am weitesten verbreiteten Vertreter der einzelnen Kategorien erläutert und
anschließend einander gegenübergestellt. Weitere Details und Kriterien sind unter anderem in [31,
181, 189, 190] zu finden.
Interaktionslose Bruchkriterien
Falls beim Bemessungskonzept keine Wechselwirkungen zwischen den Basisbeanspruchungen berück-
sichtigt werden, handelt es sich um die sogenannten interaktionslosen Bruchkriterien. Diese basieren
zum Teil auf der Normalspannungs- oder Schubspannungshypothese und nehmen an, dass ein Ver-
sagen auftritt, wenn eine auf die Materialhauptachsen bezogene Beanspruchung ihre zugehörige

















Sobald eines der aufgeführten Verhältnisse aus vorliegender Spannung und Festigkeit den Wert eins
erreicht, wird ein Materialversagen vorhergesagt. Hierbei kann zwischen Faser- und Zwischenfaser-
bruch unterschieden werden, jedoch keine Wechselwirkung zwischen den einzelnen Spannungskom-
ponenten mit einberechnet werden.
Bruchkriterien mit teilweiser Interaktion der Spannungswerte
Im Gegensatz dazu berücksichtigen Bruchkriterien mit teilweiser Interaktion der Spannungswerte
Wechselwirkungen zwischen den Basisbeanspruchungen bei der Bewertung des Zwischenfaserbruchs.
Bekannte Vertreter dieser Kategorie sind die in Gleichung 3.11 und 3.12 aufgeführten Bedingun-
gen. Diese wurden von PU C K [191] in 1969 vorgeschlagenen sowie von H A S H I N und R O T E M
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[192] in 1973 publiziert. In Abhängigkeit des vorliegenden Spannungszustandes werden hierbei die


















In 1980 entwickelte H A S H I N [186] den Ansatz weiter und definierte für den Faser- und Zwischenfa-
serbruch jeweils ein Versagenskriterium für den Zug- und Druckbereich, Gleichung 3.13-3.16. Zudem
wird hierbei anstelle der Schubfestigkeit R⊥⊥ der Bruchwiderstand der Wirkebene RA⊥⊥ verwendet
[188].























































Bruchkriterien mit vollständiger Interaktion der Spannungswerte
Die meisten Vorgehensweisen zur Bewertung der statischen Festigkeit von Faserverbundwerkstoffen
gehören zur Gruppe der Bruchkriterien mit vollständiger Interaktion der Spannungswerte. Hierbei
wird zwischen globalen und modalen Versagensbedingungen unterschieden. Bei Ersterem wird der
Verbundwerkstoff analog zu Kapitel 2.3 als homogenes Kontinuum angesehen, sodass eine Unter-
scheidung der verschiedenen Versagensarten nicht möglich ist. Dies bietet den Vorteil einer einfachen
Handhabung [193]. Grundlage der mathematischen Formulierungen ist die in Kapitel 2.1.4 vor-
gestellte Fließbedingung von H I L L [28]. A Z Z I und T S A I [194] nahmen an, dass ein Erreichen
der Fließgrenze aufgrund des spröden Werkstoffverhaltens gleichbedeutend mit dem Versagen des
Werkstoffes ist. Des Weiteren legten sie ihrem Ansatz transversale Isotropie und einen ebenen Span-
nungszustand (σ3 = τ13 = τ23 = 0) zugrunde. Aus diesen Grundüberlegungen und den Arbeiten
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von G O L’ D E N B L AT und KO P N O V [195] resultierte das weit verbreitete und für den räumlichen Span-


































Hierbei ist zu beachten, dass dieses keinem physikalischem Ursprung entstammt und zudem nicht
zwischen Fb und Zfb differenziert. Daher wird die Vorgehensweise in der Literatur [197] zum Teil
kritisch gesehen. Neben den sechs Basisfestigkeiten muss der werkstoffbezogene Interaktionspara-
meter F12 ermittelt werden. Dies kann entweder mittels Näherungsformel [182], Gleichung 3.18,
oder 45°-Off-Axis-Versuchen und des in Gleichung 3.19 aufgelisteten Formelzusammenhangs [196]










































In vielen Fällen fehlen die Messergebnisse zur Bestimmung des Parameters F ∗12. Daher wird dieser
oftmals Null oder gleich −1
2
gesetzt [198].
Im Gegensatz zu den globalen Bedingungen, die die verschiedenen Bruchmodi mathematisch zwangs-
verbinden [31], beschreiben modale Bedingungen die einzelnen Versagensarten anhand separater
Gleichungen, die interaktiv miteinander verbunden werden [199, 200]. C U N T Z E [201] formulierte
beispielsweise modale Bruchkriterien zur besseren Berücksichtigung der Wechselwirkung zwischen
den Basisbeanspruchungen und Vorhersage des Zwischenfaserbruchs [202]. Dieser Ansatz wird auch
Failure Mode Concept (FMC) genannt, basiert auf den Spannungsinvarianten der transversalen Iso-
tropie [203] und beinhaltet die in Gleichung 3.20-3.24 aufgeführten mathematischen Zusammen-
hänge [204]. Es werden für den Faserbruch zwei und für den Zwischenfaserbruch drei Bedingungen
aufgestellt. Hierbei werden die jeweiligen Auslastungsgrade mit E f f und zwei experimentell zu
bestimmende Kurvenparameter mit bτ⊥ bzw. b⊥‖ gekennzeichnet.











Zfb1: E f f ⊥σ = (σ2 +σ3) +
Æ
(σ2 −σ3)2 + 4τ232
2R+⊥
(3.22)








(σ2 −σ3)2 + 4τ232
R−⊥
(3.23)
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Zfb3: E f f ⊥‖ =
 b⊥‖ I˜23−5 +
Ç
b⊥‖2 I˜23−5
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Die aufgelisteten Bruchmodi werden mithilfe der Interaktionsformel, Gleichung 3.25, zusammenge-
fasst, wobei der Exponent m anhand von Versuchsergebnissen parametriert werden soll [204].
E f f m =
 
















E f f ⊥‖
m
(3.25)
Zudem wird von C U N T Z E [204] empfohlen die beiden Kurvenparameter bτ⊥ und b⊥‖ anhand von
mehrachsigen Versuchen mit σ−2 -σ−3 - und σ−2 -τ12-Spannungszuständen sowie Gleichung 3.26 und
3.27 zu bestimmen.
bτ⊥ =
1+ (σ−2 +σ−3 )/R−⊥









Die letzte Kategorie baut auf den Überlegungen von H A S H I N [186] auf und berücksichtigt, dass das
Materialversagen von den in der Bruchebene wirkenden Spannungen bestimmt wird. Bekanntester
Vertreter ist die von PU C K [205] ab 1992 entwickelte und in 1996 [185] veröffentlichte Festig-
keitsanalyse von Faser-Matrix-Laminaten. Hierbei wird der Faserbruch anhand der Normalspannung
senkrecht zur Faserrichtung und des in Gleichung 3.11 aufgeführten Sprödbruchkriteriums bewertet.
Die Definition des Zwischenfaserbruchs basiert hingegen auf den Bruchwiderständen der Wirkebene.
Daher müssen die vorliegenden Basisbeanspruchungen des räumlichen Spannungszustandes in ein
auf eine potenzielle Bruchebene bezogenes Koordinatensystem, transformiert werden. Dies erfolgt
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Die Faserrichtung wird nicht transformiert und weiterhin analog zu Abbildung 3.14 gekennzeichet.
Der Winkel θ beinhaltet die Winkelabweichung zwischen Richtung 2 und xn und wird als Bruchwinkel
θ f p bezeichnet, falls es sich um die Bruchebene handelt. Da jeder Spannungszustand für ein Material-
versagen verantwortlich sein kann, müssen alle möglichen Kombinationen der Basisbeanspruchungen
überprüft und der Bruchwinkel iterativ bestimmt werden. Daher muss im Rahmen der Durchführung
des statischen Festigkeitsnachweises die Ebene mit der höchsten Bruchwahrscheinlichkeit durch
Variation des Winkels θ identifiziert werden. Im Falle eines räumlichen Spannungszustandes und
einer komplexen Geometrie ist aufgrund der resultierenden Gleichungssysteme ein numerisches
Lösungsverfahren notwendig. Abbildung 3.15 veranschaulicht die Transformation und zugehörige
Nomenklatur.
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Abbildung 3.15.: Exemplarische Transformation der Basisbeanspruchungen in ein auf eine potenzielle
Bruchebene bezogenes Koordinatensystem [185].
Des Weiteren unterscheidet PU C K zwischen bruchbeschleunigenden Zugbelastungen sowie bruchver-
hindernden Druckbelastungen [182] und postuliert auf Basis der Widerstände der Bruchebene die in








































σn = 1 (3.30)





















Nachfolgend werden die Widerstände RA⊥⊥ und RA⊥‖ mit den dazugehörigen Basisfestigkeiten R+⊥⊥
und R⊥‖ gleichgesetzt, da unter einachsiger Zugbelastung quer zur Faserachse sowie einachsiger
Quer-Längs-Schubbeanspruchung keine geneigten Brüche auftreten und die Bruchebene somit der
Wirkebene entspricht [185].
Bei den vier eingeführten p-Parametern handelt es sich um Neigungsparameter der Bruchkurven. Die
beiden Faktoren p+⊥‖ und p
−
⊥‖ können durch curvefitting analog zu Abbildung 3.16 ermittelt werden.














Abbildung 3.16.: Schematische Darstellung der Neigungsparameter p+⊥‖ und p
−
⊥‖ nach [31].
Für die Ermittlung der restlichen drei Unbekannten, p+/−⊥⊥ und RA⊥⊥ empfehlen KU H N E L [182] und
PU C K, KO P P und K N O P S [206] RA⊥⊥ mithilfe der Querdruckfestigkeit R−⊥ nach Gleichung 3.34 zu











p+⊥⊥ = p−⊥⊥ (3.36)
Demzufolge müssen für die Parametrierung des wirkebenenbezogenen Zfb-Kritieriums nach PU C K
zwei Neigungsparameter (p−⊥‖, p
+
⊥‖) und drei Festigkeiten (R⊥‖, R
+⊥, R−⊥) experimentell bestimmt wer-
den.
Im Falle eines ebenen Spannungszustandes können die Gleichungssysteme analytisch gelöst und die
















Abbildung 3.17.: σ2-τ12-Bruchkurve des wirkebenenbezogenen Bruchkriteriums nach P U C K in Anleh-
nung an [185].
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Visualisierung und Diskussion der Bruchkriterien
Bevor das Versuchsprogramm zur Überprüfung der Anwendbarkeit der Bruchkriterien von unidirek-
tional verstärkten Verbundwerkstoffen auf Kupferwicklungen festgelegt wird, werden die einzelnen
Ansätze miteinander verglichen und die wesentlichen Unterscheidungsmerkmale aufgezeigt. Zudem
werden die im CFK- und GFK-Bereich aufgestellten Charakteristika des Bruchverhaltens aufgeführt,
da deren Gültigkeit für Kupferwicklungen nachfolgend bewertet wird. Abbildung 3.18 visualisiert die
























Abbildung 3.18.: Vergleich der Bruchkriterien in der a) σ2-τ12- und b) σ2-σ3-Ebene.
Alle Ansätze haben die Basisfestigkeiten als Achsenschnittpunkte gemein. Das Kriterium der maxi-
malen Spannung bietet aufgrund der vernachlässigten Interaktion zwischen den Beanspruchungen
keine Möglichkeit einer Anpassung der Kurve. Dies trifft auch auf H A S H I N ’s Formulierung zu, wobei
aus der teilweisen Interaktion der Spannungswerte parabolische Verläufe resultieren. T S A I -W U ’s
Ansatz bietet durch den Interaktionsparameter F12 die Möglichkeit den Verlauf der Graphen an die
Messdaten anzupassen. Die Bruchkriterien nach PU C K sowie C U N T Z E beinhalten die größte Anzahl
an zu bestimmenden Unbekannten. Dies hat im Vergleich zu den anderen Modellen einen höhe-
ren experimentellen Aufwand, jedoch auch mehr Freiheitsgrade zur Beschreibung der gemessenen
Versagensgrenzen zur Folge.
Auf Basis bisheriger experimenteller Erfahrungen wurden unter anderem die in Tabelle 3.9 aufgelis-
teten Thesen H1−H6 zur Beschreibung des Bruchverhaltens unidirektional verstärkter Faserverbund-
werkstoffe unter dreidimensionaler quasistatischer Last aufgestellt [203].
Nr. Hypothese
H1 Unidirektional verstärkte Verbundwerkstoffe besitzen zwei Versagensarten, den Zfb und Fb.
H2 Beiden Versagensmodi liegt ein sprödes Bruchverhalten zugrunde.
H3 Fb wird vorrangig durch zur Faser parallel verlaufende Normalspannungen verursacht.
H4
Zfb wird hauptsächlich durch Spannungskombinationen, die nicht in Faserrichtung wirken,
verursacht.
H5 Die Zwischenfaserbruchfestigkeit ist im Druckbereich höher als im Zugbereich.
H6 In Richtung der Faserachse ist die Zugfestigkeit höher als die Druckfestigkeit.
Tabelle 3.9.: Hypothesen zur Beschreibung des Bruchverhaltens von CFK und GFK unter dreidimensio-
naler quasistatischer Belastung nach [203].
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Diese bilden neben den Verläufen der Bruchkurve die Grundlage für die Auswahl der Versuchstechni-
ken sowie Definition des Versuchsplans, um die Anwendbarkeit der vorgestellten Bruchkriterien auf
Kupferwicklungen bewerten zu können.
3.5.2 Versuchstechniken und -umfang
Folglich muss das Versuchsprogramm derart gewählt werden, dass das Bruchverhalten unter den
Basisbeanspruchungen sowie unter kombinierten Spannungszuständen charakterisiert wird. Die Va-
lidierung erfolgt hierbei exemplarisch bei Raumtemperatur und an Kupferwicklungen, die einen
Füllgrad von φ = 0,55 aufweisen. Zudem werden die Basisfestigkeiten bei -40°C und 180°C ermit-
telt, um den Temperatureinfluss quantifizieren zu können. Da die im vorherigen Kapitel erläuterten
Ansätze den Faserverbundwerkstoff als homogenes Kontinuum betrachten, ist es nicht notwendig die
Grenzschichtfestigkeit separat zu ermitteln. Im Allgemeinen muss auf die Herstellbarkeit der Probe-
körper sowie auf die im Vergleich zu herkömmlichen FVK großen Fasern geachtet werden. Hierdurch
können keine Verjüngungen, Kerben oder Löcher realisiert werden, wodurch die zur Verfügung ste-
henden Versuchstechniken eingeschränkt werden. Die Auswahl der Versuchstechniken und Definition
des Versuchsumfangs gliedert sich in die folgenden drei hervorgehobenen Abschnitte.
Versuchsprogramm zur Bestimmung der Basisfestigkeiten
Die Basisfestigkeiten werden anhand des in Tabelle 3.10 aufgelisteten Versuchsprogramms ermit-
telt. Hierbei handelt es sich um die im Rahmen der Berechnungsmodellentwicklung, Kapitel 2.3.3,
festgelegten Zug-, Druck- und Druckscherversuche. Letztere werden aufgrund der limitierten Probe-
körpergeometrien für die Bestimmung der Scherfestigkeiten R⊥‖ und R⊥⊥ herangezogen. Details zur
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Tabelle 3.10.: Versuchsprogramm zur Bestimmung der Basisfestigkeit der Kupferwicklungen.
Versuchsprogramm zur Charakterisierung des Kurvenverlaufs in der σ2-τ12-Ebene
PU C K und S C H Ü R M A N N [207] schlagen für die Festigkeitsanalyse von FVK unter mehrachsialen
Belastungen die Zug-Druck-Torsions-Prüfung vor. Diese zieht dünnwandige Rohrprobekörper mit
Taillierung heran und erlaubt es die Kennwerte bei kombinierten Normal- und Schubspannungen zu
ermitteln. Da eine derartige Probenform im Falle der Kupferwicklungen und der zur Verfügung stehen-
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den Hilfsvorrichtungen nicht umgesetzt werden kann, werden stattdessen nach der Empfehlung von
CA R L S S O N, A D A M S und P I P E S [208] sowie KU H N E L [182] Off-Axis-Versuche an Flachprobekörpern,
Kapitel 2.3.3, durchgeführt. Die Winkelabweichung der Faserorientierung von der Krafteinleitungs-
richtung wird durch den Winkel θ beschrieben. Dieser ermöglicht es die Spannungskomponenten
σ1, σ2 und τ12 auf Basis der Normalspannung σx zu berechnen. Tabelle 3.11 beinhaltet das dazuge-
hörige Gleichungssystem sowie das materialbezogene Koordinatensystem der Off-Axis-Probekörper.
Gleichungssystem Koordinatensystem
σ1 = cos
2 (θ ) σx (3.37)
σ2 = sin
2 (θ ) σx (3.38)






Tabelle 3.11.: Gleichungssystem und materialbezogenes Koordinatensystem der Off-Axis-Proben.




Abbildung 3.19.: Quetschnutaufbau und Krafteinlei-
tung.
Charakteristisch für die σ2-σ3-Ebene ist
eine Festigkeitserhöhung unter biaxialen
Drucklasten, Abbildung 3.18b. Diese soll
für einen exemplarischen Spannungszu-
stand untersucht werden. Folglich muss
eine Versuchstechnik, bei der ein kombi-
nierter σ−2 -σ−3 -Spannungszustand in der
Kupferwicklung hervorgerufen wird, aus-
gewählt oder adaptiert werden. H I N E u. a.
[209] schlagen hierfür die Durchführung
von Druckversuchen in einer Druckkam-
mer vor, wodurch der Druckspannungs-
komponente σ−2 ein hydrostatischer Druck
überlagert werden kann. Hierbei muss
der hydrostatische Druckanteil im Bereich
der Querdruckfestigkeit R−⊥ liegen. Hieraus
würden Drücke von mehreren 1000 bar re-
sultieren. Da eine derartige Versuchsappa-
ratur nicht zur Verfügung steht, wird statt-
dessen auf das Prinzip der sogenannten
Quetschnut [181] zurückgegriffen. Bei diesem wird eine einachsige Druckbelastung σ−2 eingeleitet
und die Querdehnung senkrecht zur Belastung behindert, wodurch eine Querbelastung σ−3 initiiert
wird. Da aufgrund der steifen Kunststoffmatrix und des spröden Werkstoffverhaltens geringe Defor-
mationen erwartet werden, wurde die in Abbildung 3.19 dargestellte Vorrichtung konzeptioniert und
gefertigt. Vor dem Versuchsbeginn werden die beiden Schrauben drehmomentgesteuert angezogen
und eine vorgegebene Vorspannung aufgebracht. Dies kompensiert zusätzlich die Toleranzen der
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Würfelprobekörper. Die infolge der Dehnungsbehinderung entstehende Spannung wird anhand des
H O O K ’ S C H E N Gesetz, Gleichung 3.40 abgeschätzt [181]. "1"2
"3
=





Falls σ1 = 0 angenommen wird, kann die Bruchspannung σ3 analytisch auf Basis der Schrauben-
vorspannung σv2 , der Querkontraktionszahl ν⊥⊥ und der Belastung σ2 abgeschätzt werden, Glei-
chung 3.41.
σ−3 = ν⊥⊥ σ−2 + σv2 (3.41)
3.5.3 Validierung und Temperaturabhängigkeit der Basisfestigkeiten
Für die Validierung der Vorgehensweisen werden nur die Ergebnisse von Probekörpern mit vollständi-
ger Kunstofffüllung herangezogen. Im Falle der Off-Axis-Probekörper wird sich zudem auf Drucklasten
fokussiert, da diese den Großteil des Kurvenverlaufs und die charakteristische Festigkeitsüberhöhung
beschreiben. Zu Beginn wird die Gültigkeit der aus dem CFK- und GFK-Bereich stammenden Hypo-
thesen, Tabelle 3.9, für Kupferwicklungen evaluiert. Im Anschluss werden die Anwendbarkeit und
Verläufe der Bruchkriterien bewertet.
Allen Bruchkriterien der UD Faser-Verbund-Werkstoffen werden zwei Versagensmodi, der Fb und Zfb,
zugrunde gelegt, Hypothese H1. Daher wird anhand von Zugversuchen in und quer zur Drahtrich-



















































Abbildung 3.20.: Spannungs-Dehnungs-Diagramme sowie Versagensarten der Kupferwicklungen bei
Zug a) in und b) quer zur Drahtachse.
Im Falle von Zugbelastungen in Drahtachse erreicht die ertragbare Spannung nach einer geringen
Deformation ihr Maximum, wobei nachfolgend Risse in der Kunststoffmatrix initiiert werden. Bei an-
haltender Belastung reißen die einzelnen Fasern nacheinander und der Spannungs-Dehnungs-Verlauf
fällt abrupt ab. Bei Zugbeanspruchungen quer zu den Drähten tritt ein spröder Zfb auf. Folglich ist Hy-
pothese H1 auch für Kupferwicklungen gültig. Da bei der Auslegung elektrischer Maschinen keinerlei
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Risse toleriert werden können, sind nahezu nur Zfb relevant und die Streckgrenze, Abbildung 3.20a,
wird als Grenzwert festgelegt. Daher liegt allen Versagenskriterien ein sprödes Bruchverhalten zugrun-
de, Hypothese H2. Ein Fb, der im Anwendungsfall eine untergeordnete Rolle spielt, wird vorrangig
durch zum Draht parallel verlaufende Normalspannungen verursacht, Hypothese H3. Zfb werden
durch alle Spannungszustände, jedoch hauptsächlich durch Spannungskombinationen, die nicht in
Faserrichtung wirken, verursacht, Hypothese H4.
Tabelle 3.12 fasst die anhand der Versuche abgeleiteten Kennwerte bei Raumtemperatur zusammen.
Hierbei handelt es sich um die Mittelwerte aus den einzelnen Versuchen. Auf die vorliegende Streu-
ung wird nachfolgend noch näher eingegangen.
Versuch
Mittelwerte der Kenngrößen in MPa
Basisfestigkeit σ1 σ2 σ3 τ12
Zug in Faser R+‖ 134 − − −
Druck in Faser R−‖ -222 − − −
Zug quer zur Faser R+⊥ − 18 − −
Druck quer zur Faser R−⊥ − -154 − −
CST heraus R⊥⊥ − − − 30
CST quer R⊥‖ − − − 67
CST in Faser R⊥‖ − − − 36
OAD30 − 83 -28 − 48
OAD45 − 57 -57 − 57
OAD60 − 30 -91 − 53
OAD75 − 10 -139 − 37
Quetschnut − − -304 -102 −
Tabelle 3.12.: Übersicht über die Mittelwerte der ermittelten Kenngrößen bei RT.
Kupferwicklungen weisen analog zu GFK und CFK eine unter Druckbeanspruchung höhere Festig-
keit quer zur Drahtachse als unter Zuglasten auf, Hypothese H5. Die Festigkeit in Drahtachse ist im
Druckbereich höher als bei Zugbeanspruchungen, sodass Hypothese H6 nicht auf Kupferwicklungen
übertragbar ist. Dies ist jedoch kein Ausschlusskriterium für die Anwendbarkeit der Bruchkriteri-
en und lässt sich mit der Zugfestigkeit der Kupferdrähte, die um bis zu einem Faktor 20 kleiner
ist als im Falle von Glas- oder Kohlefasern, sowie der Zug-Druck-Asymmetrie der Kunststoffmatrix
begründen. Ein Vergleich der Bruchspannung σ2 bei reiner Querdruckbelastung (Druck quer zur
Faser) und biaxialer Druckbeanspruchung (Quetschnut) zeigt, dass Kupferwicklungen auch eine
Festigkeitsüberhöhung bei kombiniertem σ−2 -σ−3 -Spannungszustand besitzen.
Nachdem die Charakteristika bisheriger UD FVK überprüft und die Grundvoraussetzungen zur An-
wendung der Bruchkriterien erfüllt worden sind, werden nachfolgend die Modelle parametrisiert und
die Bruchverläufe in der σ1-τ12-Ebene mit den Messdaten abgeglichen. Die experimentell ermittelten
Modellparameter der Kriterien nach T S A I -W U, C U N T Z E und PU C K sind in Tabelle 3.13 aufgelistet.




Wert -0,00089 0,49 1,24 0,42 0,42 0,56 0,56 49,2
Tabelle 3.13.: Übersicht über die identifizierten bzw. berechneten Parameter des T S A I -W U, C U N T Z E
und P U C K Kriteriums.
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Abbildung 3.21 veranschaulicht unter Annahme eines ebenen Spannungszustandes die dazugehö-
rigen Kurvenverläufe sowie Ergebnisse der Off-Axis-Versuche bei Raumtemperatur. Das Kriterium
der maximalen Spannung bildet den von bisherigen FVK bekannten Abfall der Festigkeit mit zuneh-
mender Querzugspannung (σ2 > 0) nicht ab. Zudem wird analog zu H A S H I N ’s Kriterium die im
Experiment identifizierte Festigkeitsüberhöhung (σ2 < 0) vernachlässigt. Diese wird hingegen von
den Ansätzen nach PU C K, C U N T Z E und T S A I -W U beschrieben, wobei eine detaillierte Unterschei-
dung zwischen den drei Kriterien aufgrund der Streuung der Messergebnisse nicht möglich ist. Da
im vorliegenden Anwendungsfall vorrangig Zfb auslegungsrelevant sind, spielt es zudem eine unter-
geordnete Rolle, dass T S A I -W U nicht zwischen den beiden Versagensmodi unterscheidet. Folglich
konnte die Anwendbarkeit der drei Bruchkriterien auf Kupferwicklungen aufgezeigt werden.






























Abbildung 3.21.: Bruchkriterienverläufe und Ergebnisse der OAD-Versuche in der σ2-τ12-Ebene.
Der Einfluss der Temperatur auf die Basisfestigkeiten soll am Beispiel des T S A I -W U Kriteriums auf-
gezeigt werden, da dieses für den ebenen Spannungszustand keine zusätzlich zu parametrierenden
Faktoren beinhaltet. Abbildung 3.22 zeigt die entsprechenden Kurvenverläufe, wobei nachfolgend
die RT-Kurve als Referenz dient.


















Abbildung 3.22.: Bruchkriterienverläufe und Ergebnisse der OAD-Versuche in der σ2-τ12-Ebene.
Tiefe Temperaturen wirken sich hauptsächlich bei hohen Querdruckspannungen aus und erhöhen die
ertragbare Last. Hohe Temperaturen beeinflussen den gesamten Verlauf und reduzieren die Festigkeit
im Querdruckbereich sowie die Schubfestigkeit. In zukünftigen Arbeiten gilt es den abgeschätzten
Kurvenverlauf auch für -40°C sowie 180°C zu verifizieren.
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3.6 Numerische Bemessungskonzepte für Kupferwicklungen unter statischer Last auf Basis
der Einzelkomponenten
Nachdem im vorherigen Kapitel im Rahmen von Grundsatzuntersuchungen die Anwendbarkeit der
Bruchkriterien nach T S A I -W U, C U N T Z E und PU C K auf Kupferwicklungen nachgewiesen werden
konnte, sollen nachfolgend Vorgehensweisen zur Reduktion des zukünftigen experimentellen Auf-
wandes entwickelt werden. Da in frühen Projektphasen verschiedene Matrixwerkstoffe betrachtet
werden und die Herstellung der Verbundprobekörper sowie der resultierende Versuchsumfang zu
kosten- und zeitintensiv ist, sollen Ansätze auf Basis der Einzelkomponenten eingeführt werden.
Daher werden zwei unterschiedliche numerische Ansätze vorgestellt. Zu Beginn werden die Basisfes-
tigkeiten der vorangegangenen Bruchkriterien anhand numerischer RVEs abgeschätzt. Im Anschluss
wird eine Lokalisierungsmethodik eingeführt, bei der die Kupferwicklung wie in Kapitel 2.3 beschrie-
ben als homogener Körper modelliert wird und die Kunststoffmatrix sowie Drähte im Bereich der
kritischen Stellen mithilfe von Submodellen lokal aufgelöst werden.
3.6.1 Numerisches Abschätzen der statischen Verbundfestigkeiten mithilfe repräsentativer
Volumenelemente
In der Literatur [31, 182, 210–215] existieren verschiedene mikromechanische analytische Ansätze
zur Abschätzung der Basisfestigkeiten. Deren prognostizierten matrixdominierten Festigkeiten R+⊥,
R−⊥, R⊥‖ und R⊥⊥ weichen jedoch stark von den experimentell ermittelten Kennwerten ab [182, 211].
Deswegen fokussiert sich die vorliegende Dissertation in Anlehnung an Arbeiten aus dem FVK-Bereich
[216–220] auf die Entwicklung rechnergestützter Vorgehensweisen. Hierbei werden auf Basis numeri-
scher RVEs die Festigkeitsnachweise durchgeführt und Basisfestigkeiten abgeschätzt, Abbildung 3.23.









Abbildung 3.23.: Vorgehensweise zur Abschätzung der Bruchkurven mittels numerischer RVEs.
Dies erfordert neben den in Kapitel 3.3 sowie 3.4 definierten Versagenskriterien die Bewertung der
Grenzschichtfestigkeit zwischen Kupferlackdraht und Duroplast. Vor diesem Hintergrund werden ein-
zelne Drähte sowie Drahtbündel in die Kunststoffmatrix eingebettet und anschließend herausgezogen.
Derartige Experimente werden als Auszugversuch oder pull-out-test bezeichnet. Um die einzelnen
Konfigurationen miteinander vergleichen zu können, wird die sogenannte scheinbare Grenzflächen-
scherfestigkeit τapp [221, 222] anhand des Kraftmaximums Fmax , des Faserdurchmessers d f und der
Einbettlänge le berechnet, Gleichung 3.42.
τapp =
Fmax
pi d f le
(3.42)
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Abbildung 3.24 veranschaulicht exemplarisch die Kraft-Weg-Diagramme der Einzeldrahtprobekörper
bei -40°C, RT, 150°C und 180°C.
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Abbildung 3.24.: Kraft-Weg-Verläufe der Einzeldraht-Auszugversuche bei -40°C, RT, 150°C und 180°C.
Diese zeigen das typische Verhalten von FVK [223]. Nach Erreichen des Kraftmaximums fallen die
Kurven abrupt ab, da sich die Matrix vom Draht gelöst hat und nur noch Reibungskräfte übertra-
gen werden. Dieser Effekt ist vor allem bei niedrigen Temperaturen ausgeprägt. Bei Temperaturen
oberhalb 150°C liegen unter anderem aufgrund der größeren Wärmedehnung der Kunststoffmatrix
im Vergleich zum Kupferlackdraht niedrigere Kontaktkräfte sowie flachere Verläufe vor. Je höher die
Temperatur ist, desto niedriger ist das Kraftmaximum.
Der Einfluss von zusätzlichen Drähten in der Matrix auf die Grenzschichtfestigkeit wird mithilfe von
τapp quantifiziert und ist in Abbildung 3.25a dargestellt. Infolge der zusätzlichen Drähte werden Ker-
ben und somit Spannungsüberhöhungen sowie -konzentrationen, Abbildung 3.14a, hervorgerufen.

























Abbildung 3.25.: a) Scheinbare Grenzflächenscherfestigkeiten der Einzeldraht- und Drahtbündelpro-
bekörper bei -40°C, RT, 150°C und 180°C, b) Schematisches Simulationsmodell sowie
exemplarische Scherspannungsverteilung in der Grenzschicht bei RT.
86 3. Bewertungsmodelle für den statischen Festigkeitsnachweis
Zudem resultiert aus der chaotischen Drahtlage ein größeres Streuband. Ausführlichere Versuchs-
details sind in Anhang E.3 zu finden. Für die Abschätzung der Basisfestigkeiten werden digitale
Zwillinge der Auszugversuche erstellt und die zum Versagenszeitpunkt vorliegenden Grenzschicht-
scherspannungen ermittelt. Abbildung 3.25b veranschaulicht den schematischen Aufbau des Simu-
lationsmodells und eine exemplarische Scherspannungsverteilung in der Grenzschicht. Im Falle der
Einzeldrahtproben wird die Bauteilsymmetrie ausgenutzt, das Modell entsprechend freigeschnitten
sowie die Schnittflächen mit reibungslosen Randbedingungen versehen. Da im Randbereich die ma-
ximale Scherspannung vorliegt und dieser aufgrund des Steifigkeitssprungs in der Simulation nicht
exakt abgebildet werden kann, wird anstelle des Maximums ein Spannungswert des äußeren Bereichs
als Versagensgrenze gewählt.
Die Validität der entwickelten Vorgehensweise wird anhand der in Abbildung 3.23 dargestell-
ten Drahtanordnungen exemplarisch validiert. Bei den vorliegenden Materialeigenschaften und
-wechselwirkungen wird simulativ ein Matrixversagen für σ2 > −50 MPa prognostiziert, da die
Scherspannungen in der Grenzschicht nicht den definierten Grenzwert erreichen. Abbildung 3.26
vergleicht die empirisch ermittelten sowie auf Basis der RVEs berechneten Verläufe der Bruchkriterien
in der σ2-τ12-Ebene.


















Abbildung 3.26.: Vergleich der numerisch und experimentell bestimmten Verläufe der Bruchkriterien
in der σ2-τ12-Ebene.
Im Querdruckbereich σ−2 können die Messergebnisse mit guter Näherung numerisch abgeschätzt wer-
den. Im Zugbereich weichen die beiden Verläufe hingegen stärker voneinander ab. Dies könnte auf
das gewählte und nicht variierte RVE zurückgeführt werden. Im Gegensatz zum Werkstoffverhalten,
das bei der untersuchten Materialkombination unabhängig von der Drahtanordnung, Abbildung 2.28,
ist, beeinflussen unterschiedliche Kunststoffdicken die Verbundfestigkeiten maßgeblich. Dies gilt es
in weiterführenden Arbeiten detaillierter zu untersuchen. Zur zuverlässigen Bewertung des Querzug-
bereichs werden weitere experimentelle Untersuchungen benötigt. Nichtsdestotrotz eignet sich die
entwickelte Vorgehensweise die Versagensgrenzen für σ2 < 0 abzuschätzen.
3.6.2 Durchführung des Festigkeitsnachweises mithilfe von Homogenisierungs- und
Lokalisierungsmethoden
L O O S u. a. [69] haben eine weitere Methodik zur Durchführung des Festigkeitsnachweises auf Ba-
sis der Einzelkomponenten entwickelt. Diese wird nachfolgend am Beispiel des Druckscherversuchs
erläutert, angewendet und validiert. Abbildung 3.27 zeigt die Kraft-Weg-Diagramme sowie das Versa-
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gensbild der betrachteten Kupferwicklungskonfiguration.
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Abbildung 3.27.: CST - Kupferwicklung: Exemplarische Kraft-Weg-Diagramme und Rissinitiierung.
Die grundlegende Idee besteht darin, die Kupferwicklung als homogenes Kontinuum zu modellieren
und die auftretenden Spannungen sowie Dehnungen zu berechnen. Im Anschluss werden kritische
Stellen identifiziert, die Drähte sowie Kunststoffmatrix in diesen Bereichen aufgelöst und die im homo-
genisierten Material auftretenden Verschiebungen mithilfe von Submodellen aufgebracht. Daraufhin
wird die statische Festigkeit analog zum vorherigen Abschnitt anhand der Versagensgrenzkurven und
Grenzschichtfestigkeiten bewertet. Tabelle 3.14 veranschaulicht die einzelnen Schritte, wobei zur
















Tabelle 3.14.: Festigkeitsnachweis mithilfe von Homogenisierungs- und Lokalisierungmethoden: Vi-
sualisierung am Beispiel des Druckscherversuchs von Kupferwicklungen.
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Details zur Erstellung der Submodelle sind in [69] zu finden. Beim Aufbringen der im homogenen
Ersatzmodell berechneten Verschiebungen entstehen im Submodell keine Spannungsüberhöhungen.
Dies unterstreicht, dass das Berechnungsmodell der Kupferwicklung das reale Werkstoffverhalten
abbildet. Der simulativ abgeschätzte und experimentell ermittelte Versagenszeitpunkt stimmen mit-
einander überein, Abbildung 3.27. Zudem prophezeit die entwickelte Methodik eine Rissinitiierung
im Inneren des Probekörpers. Der ausgewiesene Versagensort deckt sich mit den mittels optischer
Messtechnik detektierten Versagensbildern. Folglich eignet sich die eingeführte Vorgehensweise zur
Durchführung des statischen Festigkeitsnachweises von Kupferwicklungen. Je komplexer die Geome-
trie und / oder der Anwendungsfall ist, desto größer ist der Modellierungs- sowie Rechenaufwand
und desto größer ist die zu erwartende Diskrepanz zwischen Simulation und Messung. Daher wird
in diesen Fällen die entwickelte Methodik aus Kapitel 3.6.1 empfohlen.
3.7 Zusammenfassung
Der vorliegende Abschnitt behandelte den ersten der zwei zu erbringenden Festigkeitsnachweise,
den statischen Festigkeitsnachweis. Im Zuge dessen wurden die Versagensgrenzen der für elektri-
sche Maschinen spezifischen Materialien unter statischer Last experimentell charakterisiert sowie
Bemessungskonzepte aufgestellt und verifiziert. Die in Kapitel 2 entwickelten und validierten Berech-
nungsmodelle bildeten hierfür die Grundlage. Für einen besseren Abgleich der Simulation mit den
Messungen wurde optische Messtechnik zur Bestimmung der Maschinensteifigkeiten sowie Berech-
nung der an den Probenoberflächen vorliegenden Verschiebungs- und Dehnungsfelder eingesetzt.
Die Inhalte untergliederten sich in zwei Teile. Zu Beginn wurden die isotropen Werkstoffe und im
Anschluss die Kupferwicklungen behandelt.
Die ertragbaren Dehnungen des Elektroblechs und der Kunststoffmatrix hängen von dem vorlie-
genden Spannungszustand, der durch die sogenannte Spannungsmehrachsigkeit quantifiziert wird,
ab. Für die untersuchte Kupferlegierung wurde hingegen die Dehngrenze bzw. die dazugehörige
plastische Dehnung als Grenzwert festgelegt, da diese ein entfestigendes Verhalten gezeigt hat. Die
statischen Bemessungskonzepte wurden der Gestaltänderungs- sowie Normalspannungshypothese
gegenüber gestellt und anhand von Material- sowie Bauteilversuchen verifiziert. Die numerisch pro-
gnostizierten und experimentell bestimmten Versagenszeitpunkte sowie -orte der Elektroblech- und
Duroplastprüflinge stimmten sehr gut überein. Bei Ersteren traten lediglich größere Abweichungen
bei den Zugscherproben und -blechschnitten auf. Diese begründen sich mit einem stärkeren Auskni-
cken des Blechs im Versuch als in der Simulation. Im Rahmen der Materialversuche konnte zudem
eine Rissinitiierung im Inneren der ungekerbten und gekerbten Elektroblechproben festgestellt und
simulativ abgebildet werden. Die Wahl des Plastifizierungsbeginns als Versagenskriterium der Kup-
ferlegierung sagte ein Bersten des Kurzschlusskäfigs der untersuchten Asynchronrotoren mit einer
Differenz von ca. 2,9% bei RT und 5% bei 180°C voraus.
Die Anwendbarkeit der aus dem Bereich der unidirektional verstärkten Kunststoffe stammenden
Bruchkriterien auf den Kupfer-Kunststoff-Verbund konnte anhand von Versuchsreihen mit einachsi-
ger sowie mehrachsiger Werkstoffbelastung aufgezeigt werden. Hierbei beschrieben die Kriterien
nach T S A I -W U, PU C K und C U N T Z E die ermittelten anisotropen Festigkeiten am besten. Um den
zukünftigen experimentellen Aufwand reduzieren zu können, wurden zusätzlich zwei simulative Vor-
gehensweisen zur Abschätzung der Verbundfestigkeit auf Basis der Einzelkomponenten vorgestellt.
Einerseits wurden numerische RVEs sowie die im vorherigen Teil aufgestellten Versagenskriterien
der isotropen Werkstoffe verwendet und die ausgewählten Bruchkriterien anhand der Ergebnisse
parametriert. Andererseits wurde das in Kapitel 2.3 validierte homogene Ersatzmaterial zur Iden-
tifikation kritischer Stellen herangezogen. In diesen Bereichen wurden die Kupferlackdrähte sowie
Kunststoffmatrix lokal aufgelöst und die im homogenen Kontinuum vorliegenden Verschiebungen
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mithilfe der Submodelltechnik aufgebracht. Im Anschluss wurden die statischen Festigkeiten analog
zum ersten Ansatz bewertet. In beiden Fällen wurde zudem bei der Durchführung des statischen
Festigkeitsnachweises die Grenzschichtfestigkeit, die anhand von Auszugprobekörper ermittelt wurde,
berücksichtigt.
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4 Bewertungsmodelle für den zyklischen Festigkeitsnachweis
Nachdem Bemessungskonzepte für die statische Festigkeit der für elektrische Maschinen spezifischen
Materialien aufgestellt sowie verifiziert worden sind, wird das zyklische Werkstoffverhalten näher
untersucht und Methoden zur Lebensdauerabschätzung entwickelt. Diese werden benötigt, um den
noch ausstehenden Nachweis der Festigkeitsanalyse durchführen zu können. Hierbei wird analog
zum vorherigen Kapitel vorgegangen. Zu Beginn werden die isotropen Werkstoffe sowie im Anschluss
die Kupferwicklungen behandelt. Beide Abschnitte leiten mit den entsprechenden Grundlagen ein.
4.1 Grundlagen der Schwingfestigkeitsanalyse isotroper Werkstoffe
Bevor auf die entwickelte Methode zur Lebensdauerabschätzung isotroper Werkstoffe näher einge-
gangen wird, werden die hierfür benötigten Grundlagen erläutert. Hierbei werden die Theorie und
Grundbegriffe der Schwingfestigkeit sowie deren experimentelle Vorgehensweisen und herkömm-
liche Bemessungskonzepte aufgeführt. Weitere Details und Informationen sind u.a. [224–226] zu
entnehmen.
4.1.1 Theorie und Grundbegriffe der Schwingfestigkeit
Im Allgemeinen lassen sich Schwingbelastungen nach G A SS N E R [227] und S O N S I N O [4] in zykli-
sche Beanspruchungen mit konstanter und variabler Amplitude unterteilen. Hierbei beschreibt ein
Schwingspiel das vollständige Durchlaufen zweier unterschiedlicher Belastungszustände. Auf Basis
der oberen und unteren Spannungsgrenze σo bzw. σu werden die zugehörige Mittelspannung σm,








Die vorliegenden Belastungsfolgen werden in die in Tabelle 4.1 aufgelisteten Bereichen eingeteilt.
Druck-Wechsel-Bereich Zug-Wechsel-Bereich Zug-Schwell-Bereich ruhend














Tabelle 4.1.: Eingruppierung der Schwingspiele nach [224].
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Infolge der zyklischen Belastungen kann die Mikrostruktur des Werkstoffes durch plastische De-
formationen beeinflusst werden. Dies betrifft je nach Legierungszusammensetzung zum einen die
Anordnung sowie Anzahl der Gitterfehlstellen und zum anderen das Mikrogefüge [228]. Derartige
Vorgänge werden auch als transientes Werkstoffverhalten bezeichnet, wobei die größten Verände-
rungen innerhalb der ersten Lastwechsel auftreten und sich für höhere Schwingspielzahlen N ein































Abbildung 4.1.: a) Schematisches Wechselverformungsverhalten sowie b) zyklische und zügige
Spannungs-Dehnungs-Kurve nach [229].
Nimmt bei konstanter Spannungsamplitude σa die resultierende Dehnungsamplitude "a mit steigen-
der Schwingspielzahl ab bzw. die Spannungsamplitude bei konstanter Dehnungsamplitude zu, so ist
von zyklischer Verfestigung die Rede. Im Falle eines genau umgekehrten Werkstoffverhaltens wird dies
als Entfestigung bezeichnet. Ein neutrales Werkstoffverhalten liegt hingegen vor, falls der Werkstoff
unabhängig von der vorliegenden Schwingspielzahl mit der gleichen Spannungs- bzw- Dehnungs-
amplitude antwortet. Üblicherweise werden Schwingfestigkeitsanalysen das Werkstoffverhalten des
Sättigungsbereich zugrunde gelegt. Der sich hierbei einstellende stabilisierte Zustand wird mithil-
fe der zyklischen Spannungs-Dehnungs-Kurve (zSDK) beschrieben. Diese bildet die Grundlage für
eine Vielzahl von Bemessungskonzepten zur Lebensdauerabschätzung und ist schematisch in Abbil-
dung 4.1b dargestellt. Es bilden sich stabilisierte Spannungs-Dehnungs-Hysteresen aus. Ein Vergleich
der zSDK mit der statischen bzw. zügigen Spannungs-Dehnungs-Kurve gibt zudem Aufschluss über
das Wechselverformungsverhalten. Falls Erstere unterhalb verläuft, liegt ein entfestigendes Verhalten
vor. Im anderen Fall verfestigt der Werkstoff.
Schwingbelastungen beeinflussen neben dem Werkstoffverhalten auch die ertragbaren Beanspru-
chungen. Je höher die vorliegende Spannungs- oder Dehnungsamplitude ist, desto niedriger ist die
Bruchlastspielzahl NB bzw. Lebensdauer, bis der Werkstoff versagt. Im Falle konstanter Belastungs-
amplituden kann die Schwingfestigkeit mithilfe der von W Ö H L E R [230] benannten Wöhlerlinie
beschrieben werden [231, 232]. In Abhängigkeit der Materialzusammensetzung, Belastungsart, des
Spannungsverhältnisses und Fertigungseinflusses liegen unterschiedliche Verläufe vor. Abbildung 4.2a
veranschaulicht anhand fiktiver Wöhlerkurven grundlegende Zusammenhänge, die je nach Anwen-
dungsfall unterschiedlich stark ausgeprägt sind. Im Allgemeinen wird zwischen Kurzzeitfestigkeit
(Low Cycle Fatigue, LCF, NB < 5 ·104 ), Zeitfestigkeit (High Cycle Fatigue, HCF, 5 ·104 < NB < 2 ·106)
und Langzeitfestigkeit (Very High Cycle Fatigue, VHCF, NB > 2 · 106) unterschieden [233, 234].







































































Abbildung 4.2.: a) Schematische Wöhlerkurven nach [233] und b) exemplarisches Haigh-Diagramm
nach [71, 224].
Werkstoffe weisen typischerweise einen der in Abbildung 4.2a dargestellten Verläufe auf. Diese
unterscheiden sich qualitativ vorrangig im Langzeitfestigkeits-Bereich. In diesem bleibt die ertragba-
re Belastung mit steigender Schwingspielanzahl entweder nahezu konstant, Werkstoff 1, oder fällt
kontinuierlich ab, Werkstoff 2, was u.a. von [229, 235–238] aufgezeigt wurde. Mit steigenden Zug-
Mittellasten nimmt die ertragbare Spannungsamplitude bei gleicher Lebensdauer ab. Dementspre-
chend liegt die Wöhlerlinie für die Wechselbelastung, R= −1, über der für die Zug-Schwell-Belastung,
R= 0. Die Neigungen der Kurven werden mit k bzw. k∗ bezeichnet.
Zur Bewertung des Einflusses des Spannungsverhältnisses können die ertragbaren Beanspruchungen
bei NB = 2 · 106 mithilfe des Haigh-Diagramms visualisiert sowie ineinander umgerechnet wer-
den, Abbildung 4.2b. Hierfür wird die Spannungsamplitude über der Mittelspannung aufgetragen.








Durch Einsetzen von Gleichung 4.1 und anschließendem Auflösen nach der gesuchten Amplituden-
spannung σa(Rsol l) ergibt sich der in Gleichung 4.3 aufgeführte Zusammenhang.
σa(Rsol l) =
σa(Rist) +M ·σm(Rsol l)
M · 1+ Rsol l
1− Rsol l + 1
(4.3)
Hierbei werden nach FKM [71] die in Gleichung 4.4 aufgelisteten Mittelspannungsempfindlichkeits-
werte sowie -bereiche empfohlen, um den Einfluss des Spannungsverhältnisses auf die ertragbaren
Beanspruchungen zu berücksichtigen.
M =
 M für −∞≤ R≤ 0M/3 für 0< R< 0,50 für R≥ 0, 5 (4.4)
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In realen Anwendungsfällen liegen nicht nur Schwingbeanspruchungen mit konstanter Amplitude,
sondern breite Betriebsspektren an variablen Lasten vor. Um dennoch auf Basis der Wöhlerlinien eine
Lebensdauer prognostizieren zu können, haben PA L M G R E N [240], L A N G E R [241] und M I N E R [242]
die lineare Schadensakkumulation eingeführt. Um die Stufenschädigung di zu bestimmen, wird die
Schädigung für jede Belastungsamplitude σa bzw. "a berechnet und mit der Stufenhäufigkeit ni mul-
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Abbildung 4.3.: Schematische Lebensdauerabschätzung und lineare Schadensakkumulation nach [4]
Die Gesamtschädigung D des Bauteils ergibt sich anschließend durch Summation der Stufenschädi-
gungen, Gleichung 4.5. Bei der M I N E R-Modifikation original, wird davon ausgegangen, dass Ampli-
tuden oberhalb der Dauerfestigkeit keinen Einfluss auf die „Dauerfestigkeit“ haben, obwohl infolge
der Schädigung, dieser Grenzwert abgesenkt werden müsste. Deshalb wurden unterschiedliche Mo-
difikationen entwickelt. Die bekanntesten sind M I N E R-elementar, bei der die Zeitfestigkeitsgerade
einfach verlängert wird, d.h. ein Abknicken der Wöhlerlinie vom Zeitfestigkeitsbereich in den Lang-
zeitfestigkeitsbereich findet nicht statt. Diese bewertet den Schädigungseinfluss in der Regel zu hart.
Bei der Modifikation nach L I U -Z E N N E R [243] wird die Wöhlerlinie auf Höhe des Kollektivhöchst-
wertes gedreht und zusätzlich die Dauerfestigkeit abgesenkt. Am verbreitetsten in der industriellen
Anwendung ist die Modifikation nach H A I B A C H. Hierbei berechnet sich die Neigung für die Langzeit-
festigkeit aus der Neigung der Zeitfestigkeit mit k∗ = 2k−1. Weitere Details und modifizierte Ansätze
der Schadensakkumulation sind unter anderem [224, 243–245] zu entnehmen. Alle Ansätze basieren
auf dem gleichen Versagensgrenzwert. Falls die Gesamtschädigung den Wert eins überschreitet, wird







Grundlage der Schädigungsrechnung sind Schwingspiele und Belastungsamplituden. Im Normalfall
werden jedoch Betriebslastzeitfunktionen (BZF) als Auslegungsprämisse definiert, sodass diese ent-
sprechend umgerechnet bzw. klassiert werden müssen. Hierfür existieren verschiedene statistische
Vorgehensweisen, die sogenannte Zählverfahren. Zu den am weitverbreitetsten Vertretern zählen die
Klassengrenzüberschreitungs- und Bereichspaarzählung sowie das Rainflow-Verfahren [246]. Letz-
teres wird nachfolgend exemplarisch erläutert. Weitere Details zu den einzelnen Verfahren sind der
Literatur [224, 225, 246] zu finden.
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Bei der Rainflow-Methode handelt es sich im Gegensatz zu den erst genannten um ein zweipara-
metriges Verfahren, in dem Schwingspiele entweder nach ihren Minima und Maxima oder nach
Mittelwert und Amplitude eingeteilt werden [247]. Die BZF wird fiktiv um 90° gedreht und deren
Extrema als Dächer, über die Regen rinnt bzw. abtropft, betrachtet. Hierbei werden drei Grundregeln
aufgestellt.
• Zählvorgänge beginnen auf der Innenseite der Extrema.
• Zählvorgänge enden, falls ausgehend von einem Minimum ein kleineres Minimum bevorsteht
oder auf ein Maximum ein größeres Maximum folgt.
• Ein Zählvorgang endet, wenn er auf einen vorangegangenen Verlauf trifft, d.h. die Hystherese
wurde geschlossen.
Abgeschlossene Zählvorgänge werden aus der BZF entnommen und die Klassierung solange wieder-
holt, bis keine Schwingspiele mehr identifiziert werden können und das sogenannte Residuum übrig
bleibt. Abbildung 4.4 veranschaulicht die Vorgehensweise schematisch, wobei die Schwingspiele nach














































































Abbildung 4.4.: Veranschaulichung des Rainflow-Verfahrens nach [224]: a) BZF, b) Residuum der Klas-
sierung, c) 2D-Rainflowmatrix, d) 3D-Rainflowmatrix nach [248].
4.1. Grundlagen der Schwingfestigkeitsanalyse isotroper Werkstoffe 95
4.1.2 Experimentelle Vorgehensweisen
Die der rechnerischen Schwingfestigkeitsanalyse zugrunde liegenden zyklischen Werkstoffdaten kön-
nen auf unterschiedliche Art und Weisen ermittelt werden. Im Allgemeinen sind die Ergebnisse der
Schwingfestigkeitsversuche einer Vielzahl an statistischen Einflussgrößen unterworfen. Folglich müs-
sen die Streuungen der Schwingspielzahlen und Beanspruchungsamplituden bei der Auswertung
berücksichtigt werden. Üblicherweise beschreiben zyklische Werkstoffkennwerte den Mittelwert der
Messdaten. Dies entspricht einer Ausfallwahrscheinlichkeit PA bzw. Überlebenswahrscheinlichkeit
Pü von 50 %. Unter Annahme einer G A U SS ’ S C H E N logarithmischen Normalverteilung lassen sich
die Ergebnisse auf kleine Ausfallwahrscheinlichkeiten extrapolieren [225]. Auf Basis der Standard-
abweichungen sN bzw. sσ/" können nach Gleichung 4.6 bis 4.8 andere Ausfallwahrscheinlichkeiten
berechnet werden [4]. Hierbei werden die Streumaße der Schwingspielzahlen und Beanspruchungs-
amplituden mit TN und Tσ bzw. T" gekennzeichnet.




N50% + 1,28 · sN
N50% − 1,28 · sN (4.6)




σ50% + 1, 28 · sσ
σ50% − 1, 28 · sσ (4.7)




"50% + 1, 28 · s"
"50% − 1, 28 · s" (4.8)
In Abhängigkeit der verwendeten Bewertungsmethode werden verschiedene Kenngrößen benötigt
und die Versuche dementsprechend kraft- oder dehnungsgeregelt durchgeführt. Des Weiteren wird
grundlegend zwischen Schwingfestigkeitsversuchen mit konstanten und variablen Amplitude un-
terschieden. Erstere werden auch Einstufen- oder Wöhlerversuche genannt. Hierbei werden die
ertragbaren Schwingspielzahlen für vorgegebene Lasthorizonte ermittelt. Für die Wahl der Bean-
spruchungsamplituden existieren unterschiedliche Vorgehensweisen und Vorschriften. Diese kann
beispielsweise nach oder in Anlehnung an SEP 1240 [249] oder DIN 50100 [234] erfolgen.
Zur Charakterisierung des Einflusses variabler Amplituden auf die Lebensdauer führte G A SS N E R
[227] in 1939 eine Methodik ein, die sich aus den folgenden Randbedingungen und Annahmen
zusammensetzt [4].
• Die BZF bestehen aus Lastfolgen, die sich aus einer definierten Häufigkeitsverteilung von varia-
blen Amplituden zusammensetzen.
• Die definierten Lastfolgen werden solange wiederholt, bis der Probekörper versagt. Die Anzahl
an Wiederholungen muss hierbei mindestens 5 bis 10 betragen [247, 250, 251].
• Die Schwingfestigkeitsversuche werden mit verschiedenen Kollektivhöchstwerten durchgeführt,
wobei die Häufigkeitsverteilung unverändert bleibt und die Amplituden linear skaliert werden.
• Die Auftragung der Versuchsergebnisse erfolgt im G A S S N E R-Diagramm. Hierbei wird der Kol-
lektivhöchstwert in Abhängigkeit der Lebensdauer dargestellt.
Tabelle 4.2 gibt einen Überblick über die beiden Vorgehensweisen und stellt die zugrunde liegenden
BZF und Kollektive sowie resultierenden Versagensgrenzen gegenüber. Im Falle der Wöhlerlinie wird
zudem das erläuterte Streuband exemplarisch dargestellt.
























































































Tabelle 4.2.: Vergleich von Schwingfestigkeisanalysen mit konstanter und variabler Amplitude: Gegen-
überstellung der BZF, Kollektive und Lebensdauern nach [4].
Unter variablen Lasten werden höhere Schwingspielzahlen erreicht. Dies begründet sich damit, dass
im Wöhlerversuch immer die maximale Amplitude auftritt, während diese im Gaßnerversuch nur
selten vorkommt und die kleinen Amplituden weniger schädigen. Dies hat zudem zur Folge, dass die
Lebensdauer im Gaßnerversuch im Falle einer Normalverteilung kleiner ist als bei einer Geradlinien-
verteilung, die einen größeren Anteil an kleineren Amplituden beinhaltet [4].
Das Wechselverformungsverhalten und die zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurve eines Werkstoffes
können entweder anhand der stabilisierten Spannungs-Dehnungs-Hystheresen der Einstufenversuche
oder des von L A N D G R A F [252] in 1969 vorgestellten Incremental Step Tests (IST) ermittelt werden.
Dieser benötigt lediglich eine Probe und ermöglicht es, das zyklische Werkstoffverhalten innerhalb
weniger Stunden zu ermitteln. Hierfür wird die maximale Dehnungsamplitude "a,max initial aufge-
bracht und in vorgegebenen Inkrementen von Umkehrpunkt zu Umkehrpunkt bis zum vollständigen
Entlasten der Probe reduziert. Im Anschluss wird die Dehnungsamplitude bis zum Maximalwert
sukzessive erhöht, sodass der Ausgangszustand der Belastung vorliegt. Diese Prozedur wird bis zum
Versagen der Probe wiederholt. Zur Ableitung der zyklischen σ-"-Kurve wird die Teilfolge bei halber
Lebensdauer verwendet. Diese ergibt sich aus den Umkehrpunkten im ersten und dritten Quadran-
ten, da bei dieser BZF der Mittelspannungs- bzw. Mitteldehnungseinfluss als vernachlässigbar klein
angenommen werden kann [229]. Durch die Wiederholung der Lastfolge bis zum Bruch der Probe
können zudem Rückschlüsse auf die Lebensdauer unter variabler Schwingbelastung gezogen werden.
Abbildung 4.5 veranschaulicht die Lastfolge eines IST und die auf Basis der Spannungsantworten
abgeleitete zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurve. Weiterhin existieren mehrere Ansätze zum Ab-
schätzen der zyklischen Kennwerte und Versagensgrenzen. Diese werden beispielsweise in [253]
näher erläutert.





Abbildung 4.5.: Incremental Step Test: a) Lastfolge und b) abgeleitete zSDK nach [225].
4.1.3 Rechnerische Verfahren zur Lebensdauerabschätzung
Da eine rein experimentelle Schwingfestigkeitsanalyse auf Bauteilebene zeit- sowie kostenintensiv
und somit nicht zielführend sowie wirtschaftlich ist, sind zahlreiche analytische bzw. numerische
Vorgehensweisen entwickelt worden [71, 177, 224–226, 254]. Nachfolgend werden die am weit-
verbreitetsten Vertreter erläutert sowie das der anschließenden Methodenentwicklung zugrunde
liegende Bemessungskonzept ausgewählt. Im Allgemeinen wird zwischen globalen und lokalen Bean-
spruchungsparametern bzw. Konzepten unterschieden. Erstere beschreiben globale Phänomene wie
beispielsweise einen vollständigen Bruch, wohingegen Letztere die Rissinitiierung und zum Teil den
Rißfortschritt bis zum instabilen Restbruch behandeln [225]. Des Weiteren lassen sich die Bemes-
sungskonzepte in bauteilbasierte Ansätze, die die zugrunde liegenden Werkstoffkennwerte empirisch
anhand von Bauteilen oder bauteilähnlichen Prüflingen ermitteln, und werkstoffbasierte Vorgehens-
weisen, die auf einer experimentellen Charakterisierung des Grundwerkstoffes basieren, gliedern.


















































































Abbildung 4.6.: Unterteilung klassischer Berechnungskonzepte nach [225].
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Das Nennspannungskonzept basiert auf Normal- und Schubspannungen, die auf einen vorgegebe-
nen Querschnitt bezogen werden, und Kerb- sowie Formzahlen, die geometrische Einflüsse auf die
Festigkeit berücksichtigen. Grundvoraussetzung für eine hohe Prognosegüte ist die Definition eines ge-
eigneten Nennquerschnitts, was bei komplexeren Bauteilgeometrien mit veränderlichen Querschnitt
nicht zutrifft. Abhilfe bietet in diesen Fällen für Schweißverbindungen das Strukturspannungskonzept
[255]. Dieses bildet die Schweißnaht im FEM-Modell nicht ab, sondern extrapoliert die Spannungen
bzw. Dehnungen der benachbarten Komponenten auf den Schweißnahtbereich, sodass die Definition
einer Nennspannung entfällt [4]. Generell benötigen globale Konzepte spezifische bauteilgebundene
Versuche und / oder Umrechnungsformeln sowie -faktoren. Da sich die vorliegende Arbeit werkstoff-
basierte Festigkeitsnachweise zum Ziel gesetzt hat, werden die oben erläuterten Ansätze nicht weiter
behandelt.
Im Gegensatz zu den vorherigen Modellen erfolgt die Lebensdauerbewertung beim örtlichen Konzept,
das auch Kerbgrundkonzept genannt wird, auf Basis der lokal vorliegenden elastisch-plastischen
Beanspruchungsamplituden [226]. Hierbei wird angenommen, dass die Materialeigenschaften im
Bauteil anhand von ungekerbten Materialproben beschrieben werden können. Das zugrunde gelegte
zyklische Werkstoffverhalten kann entweder mithilfe eines elastisch plastischen Materialmodells oder
durch eine Kombination aus linearer Elastizität und der Neuber-Hyperbel [256] abgebildet werden.
Weitere Vertreter der werkstoffbasierten Ansätze sind die sogenannten Rissfortschrittkonzepte. Diese
finden Anwendung, falls die Lebensdauer nach Anriss von Bedeutung ist. In diesen Fällen wird
beispielsweise der Spannungsintensitätsfakotr K , der das Spannungsfeld in der Nähe einer Rissspitze
beschreibt [257], oder das J -Integral, das durch eine energetische Betrachtung des Bruchvorgangs
bestimmt wird und die lokalen plastischen Deformationen berücksichtigt [258, 259], verwendet. Da
bei der Auslegung von elektrischen Maschinen ein Anriss zu vermeiden ist, werden derartige Ansätze
nicht weiter betrachtet und sich nachfolgend auf das örtliche Konzept beschränkt.
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4.2 Berücksichtigung der Spannungsmehrachsigkeit im örtlichen Konzept zur
Lebensdauerabschätzung isotroper Materialien
Zur Bewertung der Anrisslebensdauer infolge der lokal im Bauteil vorliegenden Spannungs-Dehnungs-
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Abbildung 4.7.: Prinzipieller Ablauf der Lebensdauerabschätzung nach dem klassischen örtlichen Kon-
zept nach [225, 260] sowie Berücksichtigung der Spannungsmehrachsigkeit.
Valide Berechnungsmodelle zur Beschreibung des Werkstoffverhalten, Kapitel 2, sind sowohl für den
statischen als auch zyklischen Festigkeitsnachweis Grundvoraussetzung. Da linear elastische Berech-
nungen Näherungsformeln zum Abbilden des zyklischen Spannungs-Dehnungs-Verhaltens [261, 262]
sowie der makroskopischen Stützwirkung [263, 264] benötigen, wird sich für eine nichtlineare FEM
Berechnung entschieden. Hieraus resultiert ein erhöhter Ressourcenbedarf, jedoch auch eine deutlich
höhere Prognosegüte bezüglich des Versagensorts und der ausgewiesenen Lebensdauer [265, 266].
Es werden Lastumlagerungen infolge der plastischen Deformationen berücksichtigt. Die BZF wird
anhand der zyklischen σ-"-Kurve in lokale Spannungen sowie Dehnungen umgerechnet. Hierbei wird
zum einen angenommen, dass im Falle einer Beanspruchungsumkehr der Spannungsdehnungsverlauf
der verdoppelten Erstbelastungskurve folgt, was auch als Masing-Verhalten oder -Gesetz bezeichnet
wird [267]. Zum anderen werden Regeln zur Beschreibung des Werkstoffgedächtnisses [268] auf-
gestellt. Diese legen den Verlauf der σ-"-Pfade mit beliebigen Beanspruchungsumkehrpunkten nach
dem Schließen einer Hysterese fest [269]. Die berechneten Spannungs- und Dehnungswerte werden
anschließend beispielsweise nach dem von C L O R M A N N und S E E G E R [268] entwickelten Rainflow-
Algorithmus klassiert und die schädigende Wirkung des vorliegenden Beanspruchungszustands mit
Schädigungsparametern P bewertet. Diese sollen die auftretende Werkstoffschädigung quantifizieren.
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S M I T H, WAT S O N und T O P P E R [270] haben den in Gleichung 4.9 aufgeführten Schädigungsparame-
ter PSWT zur Berücksichtigung der Mittelspannung eingeführt.
PSWT =
Æ
(σa +σm) · "a · E (4.9)
B E R G M A N N [271] modifizierte den Ansatz und behandelte den Mittelspannungseinfluss für den Zug-
und Druckbereich gesondert. Dies bildete die Grundlage für den von F I E D L E R, VA R F O L O M E E V und
W Ä C H T E R [177] vorgeschlagenen Formelzusammenhang, Gleichung 4.10, zur Berücksichtigung der
Mittelspannungsempfindlichkeit M , Gleichung 4.2.
PB =
Æ













für σm < 0
(4.11)
Aus der BZF und Schädigungsrechnung resultiert ein Schädigungsparameter-Kollektiv. Dieses wird
der vom Werkstoff ertragbaren Schädigung gegenübergestellt. Hierfür wird klassischerweise die
Dehnungswöhlerlinie in eine Schädigungsparameterwöhlerlinie überführt, wobei Anpassungen infol-
ge der Einflussfaktoren vorgenommen werden können [177, 272, 273]. Abschließend wird mittels
linearer Schadensakkumulation [224, 240, 242, 274] die theoretische Lebensdauer abgeschätzt.
Generell kann die mathematische Beschreibung des zyklischen Werkstoffverhaltens auf verschiedene
Art und Weisen erfolgen. Die zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurve wird üblicherweise nach R A M -
B E R G und O S G O O D [275] beschrieben. Hierbei wird die Dehnungsamplitude "a als Summe des
elastischen und plastischen Anteils und "a,e definiert, Gleichung 4.12. Die elastische Dehnungsam-
plitude "a,e beinhaltet den Quotienten aus Spannungsamplitude σa und Elastizitätsmodul E. Die
plastische Dehnungsamplitude wird anhand des zyklischen Verfestigungsexponenten n′, des Elasti-
zitätsmoduls und des zyklischen Festigkeitskoeffizient K ′, der der Spannungsamplitude bei 100%
plastischer Dehnung entspricht, berechnet.








Im Falle der Dehnungswöhlerlinie wird typischerweise die Formulierung nach B A S Q U I N [276],
C O F F I N [277] und M A N S O N [278] verwendet. Diese basiert auf dem Elastizitätsmodul und vier
zyklischen Werkstoffkenngrößen. Hierzu zählen der Schwingfestigkeitskoeffizienten σ′f , Schwingfes-
tigkeitsexponent b, Duktilitätskoeffizienten "′f und Duktilitätsexponent c, Gleichung 4.13.




b + "′f (2Ni)
c (4.13)
Mithilfe der Kompatibilitätsbedingungen, Gleichung 4.14, können zudem die Kenngrößen der zykli-
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Die vorgestellten klassischen Ansätzen sind für eine Vielzahl von Materialien gültig [224, 225],
decken jedoch nicht alle Legierungsgruppen und Werkstoffklassen ab. Vor diesem Hintergrund ha-
ben FAT E M I u. a. [279] und WA G E N E R [229] bilineare bzw. trilineare Ansätze zur Beschreibung
des elastischen Anteils der Wöhlerlinie eingeführt. WA G E N E R [229] unterteilt hierfür die gesamte
Lebensdauer in Abhängigkeit des transienten Verhaltens in drei Bereiche. Der erste Bereich beinhal-
tet über den Schwingspielzahlabschnitt ein elastisch-plastisches Werkstoffverhalten und wird nach
B A S Q U I N [276], C O F F I N [277] und M A N S O N [278] ausgewertet. Der zweite Bereich beginnt bei Ein-
setzen der Ver- bzw. Entfestigung und endet, sobald makroskopisch betrachtet keine Plastizität mehr,
sondern reine Elastizität vorliegt. Die nachfolgenden Schwingspiele werden dem dritten Bereich zu-
geordnet. Aus der Untergliederung resultiert ein charakteristischer Verlauf. Die Dehnungswöhlerlinie
weist im ersten und dritten Bereich eine flache Neigung auf und fällt im mittleren Abschnitt steil ab.
Mathematisch werden die einzelnen Bereiche (Index i = 1,2,3) nach Gleichung 4.15 beschrieben.




bi + "′f (2Ni)
c (4.15)
Zusätzlich werden die nachfolgenden Übergangsbedingungen definiert, Gleichung 4.16-4.17.








· (2 · N)b2 (4.16)








· (2 · N)b3 (4.17)
Für den dritten Bereich werden in Anlehnung an die Schadensakkumulation nach PA L M G R E N -M I N E R
aufgrund fehlender Messdaten im VHCF drei Varianten vorgeschlagen [238], Gleichung 4.18-4.20.
Orginal: b3 = b1 (4.18)
Elementar: b3 = b2 (4.19)




Die Parametrierung der zSDK erfolgt anhand des ersten Bereichs, da dieser das nichtlineare
Spannungs-Dehnungsverhalten beinhaltet [229, 279]. Folglich werden die Gleichungen 4.13 und
4.14 sowie die Kennwerte b1 und σ
′
f 1 herangezogen. Abbildung 4.8 vergleicht die zSDK und Deh-









































Abbildung 4.8.: Vergleich der Dehnungswöhlerlinien und zSDK von EN AW-6060 T4 ausgewertet nach
tri-linearem sowie CO F F I N, M A N S O N und B A S Q U I N Ansatz nach [238].
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Erweiterung des örtlichen Konzepts
Nachfolgend soll ein Übertrag der in Kapitel 3.1.2 vorgestellten Abhängigkeit der ertragbaren stati-
schen Belastung von der vorliegenden Spannungsmehrachsigkeit auf Schwingfestigkeit und das ört-
liche Konzept näher untersucht werden. Hierfür wird das Bemessungskonzept wie in Abbildung 4.7
dargestellt erweitert. Die ertragbare Dehnungsamplitude wird als Funktion der Spannungsmehrach-
sigkeit f"a (h) beschrieben und der Schädigungsparameter Ph aufbauend auf den Überlegungen von
B E R G M A N N [271] sowie F I E D L E R, VA R F O L O M E E V und WÄ C H T E R [177] definiert, Gleichung 4.21.
Falls sich die Spannungsmehrachsigkeit an der betrachteten Stelle während eines Schwingspiels än-
dert, wird deren Maximum für die Bewertung verwendet, da die Beanspruchbarkeit unter statischer
Last mit steigender Spannungsmehrachsigkeit sinkt. Aufgrund fehlender experimenteller Daten wer-
den die Wirkzusammenhänge aus den statischen Untersuchungen, Kapitel 3.2 und 3.4, zugrunde
gelegt und sich für die konservative Annahme entschieden. Der Einfluss der Mittelspannungsemp-
findlichkeit wird zudem analog zu Gleichung 4.2 einberechnet.
Ph =
q
(σa + k ·σm) · f"a (h) · E (4.21)
Dies hat zudem zur Folge, dass anstelle der Dehnungswöhlerlinie eine Wöhlerfläche herangezogen
wird. Die Schadensakkumulation erfolgt, indem auf Basis der Ergebnisse der Beanspruchungssimula-
tion die jeweils vorherrschenden und ertragbaren Schädigungen sowie die hieraus hervorgehenden
Teilschädigungen kalkuliert und aufsummiert werden. Die Validität der getroffenen Annahmen und
des definierten Schädigungsparameters wird nachfolgend anhand der für elektrische Maschinen spe-
zifischen isotropen Materialien überprüft. Da für diese Materialien zudem die Einflussfaktoren auf
die Schwingfestigkeit noch nicht vollumfänglich quantifiziert worden sind, werden diese zusätzlich
experimentell charakterisiert.
4.3 Zyklischer Festigkeitsnachweis - Elektroblech
Das im vorherigen Abschnitt vorgestellte Bemessungskonzept für isotrope Werkstoffe unter zyklischer
Last wird nachfolgend für Elektroblech näher untersucht. Einleitend werden die Materialversuche
zur Charakterisierung der benötigten Eingangs- bzw. Bewertungsgrößen definiert. Im Anschluss wer-
den die zyklischen Werkstoffkennwerte abgeleitet sowie Einflussfaktoren auf die Schwingfestigkeit
bestimmt. Des Weiteren wird der Einfluss der Spannungsmehrachsigkeit auf die Bruchschwingspiel-
zahlen ermittelt. Abschließen wird die Vorgehensweise analog zu Kapitel 3.2.3 anhand von Rotor-
versuchen validiert und die Prognosegüte bewertet. Die einzelnen Prüflinge sowie Blechschnitte
stammen aus der gleichen Charge des bisher verwendeten Elektroblechs. Die zugehörigen Konturen
werden erneut mittels Laserstrahlschneiden herausgeschnitten.
4.3.1 Materialversuche und Festlegen des Versagenskriteriums
Ausgangspunkt für die Definition des Untersuchungsumfangs sind die im Rahmen der statischen
Analyse ausgeübten Versuche. Die gekerbten sowie Zugscher-Prüflinge werden weiterhin verwendet,
wohingegen die taillierte Kontur durch eine ungekerbte Form ersetzt wird. Des Weiteren werden
ungekerbte Mikroproben geprüft, um einen möglichen Größeneinfluss zu quantifizieren. Die unter
konstanter Belastungsamplitude ertragbaren Schwingspiele werden für alle aufgezählten Geometrien
ermitteln. Zudem werden Incremental Step Tests, Abbildung 4.5, zur Charakterisierung des Werk-
stoffverhaltens unter variabler Last und Abschätzung der zyklischen Spannungs-Dehnungs-Kurve an
den ungekerbten Proben durchgeführt. Die Belastung der gekerbten Varianten wird kraft- bzw. span-
nungsgeregelt eingeleitet. In den anderen Fällen erfolgt dies weg- bzw. dehnungsgesteuert. Es werden
die Spannungsverhältnisse R = −1 und R = 0 zur Ermittlung der Mittelspannungsempfindlichkeit
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untersucht. Details zu den eingesetzten Prüfmaschinen sowie -abläufen sind in Anhang F.1 aufgeführt.
Tabelle 4.3 fasst die gewählten Probeformen und Schwingfestigkeitsanalysen zusammen.
ungekerbte Probe Mikroprobe gekerbte Probe Zugscherprobe






Versuch Wöhler, IST Wöhler, IST Wöhler Wöhler
Tabelle 4.3.: Zyklische Versuche an Elektroblech: Gewählte Probeformen und Randbedingungen.
Bevor mit der experimentellen Charakterisierung begonnen werden kann, müssen das Versagenskri-
terium und der Bereich, in dem das Wechselverformungsverhalten beschrieben werden soll, definiert









Abbildung 4.9.: Schematisches Wechselverformungsverhal-
ten eines entfestigenden Werkstoffes und
Kriterium zur Anrissbestimmung nach [249].
detektiert werden kann und somit
anderweitig bestimmt werden muss.
Hierfür existieren verschiedene Richt-
linien und Regelwerke [249, 280–
284]. In der vorliegenden Arbeit wird
den Empfehlungen des SEP 1240
[249] gefolgt. Der Anriss der Probe
wird nach Versuchsende bestimmt, in-
dem die Spannungsamplitude oder
Oberspannung über die Schwingspiel-
zahl aufgetragen wird. Dies spie-
gelt das Wechselverformungsverhal-
ten des Werkstoffes wider. Dieser ver-
oder entfestigt zu Beginn. Die nach-
folgenden stabilisierten Spannungs-
Dehnungs-Hysteresen werden für die
Beschreibung der zyklischen σ-"-
Kurve verwendet, da diese den Großteil der Lebensdauer repräsentieren. Sobald ein Riss initiiert
wird, nimmt die Querschnittsfläche und somit die zum Einstellen der geforderten Dehnung benötigte
Kraft ab, Abbildung 4.9. Die Anrissschwingspielzahl NA beinhaltet den Zyklus, bei dem ein 10%-iger
Spannungsabfall gegenüber dem stabilisierten Bereich vorliegt [249]. Zudem wird die Ermittlung
der zyklischen Spannungs-Dehnungs-Kurve standardisiert, indem vorgegeben wird, dass diese bei
halber Anrissschwingspielzahl erfolgen soll.
4.3.2 Ableiten des zyklisches Werkstoffverhaltens und Bestimmung des Größeneffekts sowie
der Mittelspannungsempfindlichkeit
Zunächst werden die dehnungsgeregelten Versuche ausgewertet, da diese die Grundlage für das
örtliche Konzept sowie die weiteren Berechnungen bilden. Die beiden nachfolgenden Abbildungen
zeigen die anhand der ungekerbten Proben sowie Wöhlerversuche und IST abgeleiteten Kennwerte.
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Coffin, Manson und Basquin
Trilinearer Ansatz
Abbildung 4.10.: Schwingfestigkeitsanalyse Elektroblech: zSDK ausgewertet nach tri-linearem sowie
CO F F I N, M A N S O N und B A S Q U I N Ansatz, Ergebnisse der IST.
Zunächst wird das Wechselverformungsverhalten des untersuchten Elektroblechs betrachtet, Abbil-
dung 4.10. Ein Vergleich der Erstbelastungskurve mit den zyklischen Spannungs-Dehnungskurven
lässt Rückschlüsse auf ein nahezu neutrales Verhalten ziehen. Des Weiteren stimmen die Verläufe
der IST sehr gut mit den Spannungs-Dehnungs-Punkten der Wöhlerversuche überein, sodass die
zyklischen σ-"-Kurven mittels eines Versuchs mit variabler Amplitude ermittelt werden kann. Die
Ergebnisse der Mikroproben liegen im Streuband der makroskopischen Prüflinge, sodass kein Grö-
ßeneinfluss identifiziert werden kann. Eine Gegenüberstellung der parametrierten mathematischen
Modelle zeigt eine hohe Prognosegüte im Falle des tri-linearen Ansatzes und größere Abweichungen
bei der Formulierung der Dehnungswöhlerlinie nach C O F F I N, M A N S O N und B A S Q U I N.
Abbildung 4.11 veranschaulicht für verschiedene Dehnungsamplituden die experimentell ermittelten
und berechneten ertragbaren Anrissschwingspielzahlen.

































Coffin, Manson und Basquin
Tri linearer Ansatz-
Abbildung 4.11.: Schwingfestigkeitsanalyse Elektroblech: Wöhlerlinien ausgewertet nach tri-linearem
sowie CO F F I N, M A N S O N und B A S Q U I N Ansatz.
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Auch im Falle der Dehnungswöhlerlinen ist kein Größeneinfluss zu erkennen. Zudem weichen die
Verläufe der unterschiedlichen Spannungsverhältnisse nicht signifikant voneinander ab, sodass eine
Mittelspannungsempfindlichkeit nicht quantifiziert werden kann. Die bei den zyklischen Spannungs-
Dehnungs-Kurven beobachtete Modellgüte der beiden Ansätze trifft auch auf die Beschreibung der
Anrisslebensdauer zu. Das tri-lineare Konzept bildet die experimentellen Ergebnisse besser ab als
die herkömmliche Formulierung nach C O F F I N, M A N S O N und B A S Q U I N. Daher wird dieses für die
nachfolgenden Betrachtungen verwendet.
4.3.3 Einfluss der Spannungsmehrachsigkeit auf die ertragbaren Schwingspielzahlen
Nachdem die zyklischen Werkstoffkennwerte ermittelt und mathematisch beschrieben sowie der
Größeneinfluss und die Mittelspannungsempfindlichkeit charakterisiert worden sind, wird der Ein-
fluss der Spannungsmehrachsigkeit näher untersucht. Hierfür werden die kraftgeregelten Versuche
in der Simulation nachgebildet und die zu den gemessenen Belastungsamplituden gehörigen lo-
kal vorliegenden Dehnungen sowie Spannungsmehrachsigkeiten ausgeleitet. Die in Kapitel 3.2
entwickelte statische Versagensgrenzkurve wird auf die einzelnen Niveaus der Dehnungswöhler-
linie, Abbildung 4.11, skaliert. Die hieraus resultierende Schar an Versagenskriterien wird daraufhin







































Abbildung 4.12.: Vergleich der skalierten Versagensgrenzkurven mit den Messergebnissen a) für NA =
106 und b) im dreidimensionalen Raum.
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Abbildung 4.12a zeigt für eine Anrissschwingspielzahl von 106 die auf die Dehnungsamplitude der
ungekerbten Probe skalierte Versagensgrenzkurve sowie die zum Versagenszeitpunkt vorliegenden
lokalen V O N M I S E S Vergleichsdehnungen. Der für statische Lasten definierte Formelzusammenhang
zur Beschreibung der spannungsmehrachsigkeitsabhängigen ertragbaren Dehnung lässt sich auf die
Schwingfestigkeit übertragen und liefert valide Werte. Die durch die kombinierte experimentelle und
numerische Vorgehensweise ermittelten Punktewolken überschreiten die skalierte Grenzkurve nur
leicht. Die Abweichung befindet sich zudem in der Streubreite der zyklischen Versuche, sodass das
Versagen der Probekörper mit der entwickelten Methodik abgeschätzt werden kann. Abbildung 4.12
veranschaulicht zudem die Ergebnisse im dreidimensionalen Raum.
4.3.4 Validierung des erweiterten örtlichen Konzepts anhand von Drehzahlwechseltests
Die Erweiterung des örtlichen Konzepts und Berücksichtigung der Spannungsmehrachsigkeit im
zyklischen Festigkeitsnachweis wird exemplarisch anhand von Bauteilversuchen validiert. Hierfür
werden sogenannte Drehzahlwechseltests (DWT) durchgeführt, bei denen Rotoren einem zeitlichen
Verlauf von Drehzahlen ausgesetzt werden. Die hieraus resultierende Fliehkraftbelastung wird den
aus der Montage vorliegenden Beanspruchungen überlagert.
Der prinzipielle Aufbau der Rotoren entspricht der in Abbildung 3.8 dargestellten Ausführung. An-
stelle der bisherigen Blechschnitte wird die in Tabelle 4.4 veranschaulichte Kontur verwendet. Es
wird ein sogenanntes Sägezahnprofil als BZF definiert. Dieses beinhaltet eine initiale Beschleunigung
bis zur maximalen Drehzahl nmax , die 0,5 s gehalten wird, und ein anschließendes Abbremsen des
Prüflings. Dieser wird bei Erreichen des Nulldurchgangs weiter bis −nmax beschleunigt. Nach einer
Verweildauer von 0,5 s wird die Richtung der Beschleunigung umgekehrt. Sobald die Drehzahl erneut
den Wert Null erreicht ist ein Zyklus des Sägezahnprofils abgeschlossen. Dieser setzt sich aus zwei
Schwingspielen zusammen und wird solange wiederholt, bis der Rotor versagt. Weitere Details zum
Versuchsaufbau sind in Anhang F.3 zu finden. Für die Validierung der Versagensgrenze Ph werden zwei
Prüfläufe durchgeführt. Hierbei beträgt nmax einmal 16.000 min
−1 und einmal 17.000 min−1. Die
Modellierung und Simulationsrandbedingungen werden analog zum statischen Festigkeitsnachweis,
Kapitel 3.2.3 gewählt. Tabelle 4.4 stellt die numerisch abgeschätzten und experimentell ermittelten
Bruchschwingzahlen gegenüber.





























Tabelle 4.4.: Elektroblech: Validierung des zyklischen Festigkeitsnachweises anhand von Bauteilversu-
chen. Veranschaulichen der Spannungsmehrachsigkeit sowie Bruchschwingspielzahlen.
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In beiden Fällen wird rechnerisch die experimentelle Lebensdauer geringfügig unterschätzt, d.h.
die Berechnungsergebnisse sind konservativ. In weiterführenden Arbeiten sollten zudem weitere
Blechschnittkonturen untersucht werden, um die Gültigkeit der Methodik für ein breiteres Spektrum
an Spannungsmehrachsigkeiten bewerten zu können.
4.4 Zyklischer Festigkeitsnachweis - Duroplast
Nachdem für das Elektroblech die für das örtliche Konzept benötigten Kennwerte ermittelt und
der Einfluss der Spannungsmehrachsigkeit auf die Schwingfestigkeit quantifiziert wurden, wird Sel-
biges für den Duroplast durchgeführt. Zu Beginn wird das Versuchsprogramm festgelegt und im
Anschluss die Parameter abgeleitet sowie die ertragbaren Schwingspielzahlen bei unterschiedlichen
Spannungszuständen bestimmt.
4.4.1 Festlegen der Schwingfestigkeitsanalysen
In Anlehnung an die Generierung der Versagenskurve für statische Lasten werden Versuche definiert,
die Druck-, Schub-, und Zugbeanspruchungen beinhalten. Bei Letzteren werden zudem einachsige
und biaxiale Spannungszustände betrachtet. Zur Charakterisierung der Mittelspannungsempfind-
lichkeit werden im Falle der Schub- und einachsigen Zuglast die Zug-Schwell-Belastung R = 0 und
Wechselbelastung R= −1 untersucht. Tabelle 4.5 listet die zu den Versuchen gehörigen Probeformen,





Probenform ungekerbt Torsion ungekerbt gekerbt
h -0,33 0 0,33 0,33 bis 0,57
R-Wert −∞ 0, 1 0, 1 0
Regelgröße σ Mt " σ
Tabelle 4.5.: Zyklische Versuche an Duroplast: Gewählte Probeformen und Randbedingungen.
Alle Prüflinge werden aus Plattenmaterial hergestellt, wobei die Torsionsprobekörper gedreht und die
restlichen Konturen wasserstrahlgeschnitten werden. Analog zum Elektroblech wird der Empfehlung
des SEP1240 [249] gefolgt und ein 10%-iger Spannungsabfall gegenüber dem stabilisierten Bereich
als Versagenskriterium gewählt. Details zu den Probenabmessungen sowie Prüfapparaturen sind
Anhang F.1 zu entnehmen.
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4.4.2 Ableiten des zyklischen Werkstoffverhaltens
Bevor die Bruchschwingspielzahlen analysiert werden, wird das Wechselverformungsverhalten des
Duroplasts betrachtet. Abbildung 4.13a veranschaulicht einen Vergleich der statischen und zyklischen
Spannungs-Dehnungs-Kurve. Ähnlich wie das Elektroblech zeigt der untersuchte Kunststoff ein neu-
trales Verhalten, da die anhand der Schwingversuche ermittelten Messwerte im Bereich des statischen
Verlaufs liegen. Folglich kann das Materialverhalten und die auftretende Zug-Druck-Asymmetrie mit-
hilfe des in Kapitel 2.3.1 parametrierten D R U C K E R -P R A G E R Models beschrieben werden.
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Abbildung 4.13.: Duroplast: a) zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurve sowie Wöhlerlinien der b) unge-
kerbten Proben und c) Torsionsprüflinge.
Die für die im vorherigen Abschnitt festgelegten Spannungszustände und -verhältnisse ermittel-
ten Dehnungswöhlerlinien sind in Abbildung 4.13 dargestellt. Die ertragbaren Schwingspielzahlen
werden sowohl vom Spannungsverhältnis und somit von der Mittelspannung als auch vom Spannungs-
zustand maßgeblich beeinflusst. Im Druck-Wechsel-Bereich können höhere Belastungsamplituden als
im Zug-Schwell-Bereich ertragen werden. Zudem ist die Beanspruchbarkeit unter Druck am höchsten
und unter Zug am geringsten. Dies wird im nachfolgenden Kapitel genauer charakterisiert.
Auf Basis der Torsion- sowie Zugversuche werden die Mittelspannungsempfindlichkeiten nach Glei-
chung 4.2 und anhand der beiden Spannungsverhältnisse R = 0 sowie R = −1 berechnet. Hierbei
kann eine Abhängigkeit der Kennwerte von der Belastungsart identifiziert werden. Die Mittelspan-
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nungsempfindlichkeit weist unter Normalspannung (Mσ ≈ 2) einen niedrigeren Wert als in Falle von
Schubspannungen (Mτ ≈ 3, 3) auf.
4.4.3 Einfluss der Spannungsmehrachsigkeit auf die ertragbaren Schwingspielzahlen
Nachdem die dem örtlichen Konzept zugrunde gelegten Kennwerte ermittelt wurden, werden nach-
folgend die Anrissschwingspielzahlen in Abhängigkeit des vorliegenden Spannungszustandes näher
analysiert. Hierfür wird den Wöhlerlinien, die in Abbildung 4.13 dargestellt sind und ein Span-
nungsverhältnis von R = 0 besitzen, ihre in Tabelle 4.5 zugeordneten Spannungsmehrachsigkeit
zugeteilt. Zusätzlich werden Versuche an gekerbten Proben durchgeführt und in der Simulation
nachgebildet. Dies ermöglicht es einen Zusammenhang zwischen der biaxialen Zugbelastung und
den lokal vorliegenden Dehnungen zu ermitteln sowie den Anrissschwingspielzahlen entsprechende
Dehnungsamplituden zuzuordnen. Des Weiteren wird analog zum Elektroblech die statische Grenz-
kurve, Abbildung 3.12, auf die Niveaus der Dehnungswöhlerlinie der ungekerbten Proben skaliert.
Die resultierenden Versagenskriterien werden anschließend mit den Messergebnissen verglichen. Ab-
bildung 4.14 veranschaulicht die Gegenüberstellung am Beispiel der Anrissschwingspielzahlen 104
und 106 sowie im 3D-Raum.
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Abbildung 4.14.: Duroplast: Vergleich der numerisch abgeschätzten Versagenskriterien mit den Mess-
ergebnissen am Beispiel der Anrissschwingspielzahlen a) 104 und b) 106 sowie c) im
3D-Raum.
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Neben der statischen Festigkeit hängt auch die zyklische Beanspruchbarkeit maßgeblich vom vorlie-
genden Spannungszustand ab. Je höher die vorliegende Spannungsmehrachsigkeit ist, desto niedriger
ist die ertragbare Dehnungsamplitude. Die anhand der statischen Grenzkurve abgeschätzten Versa-
genskriterien stimmen sehr gut mit den Messergebnissen überein. Dies trifft sowohl für die beiden
betrachteten Lebensdauern als auch den 3D-Raum zu.
4.5 Homogenisierte Bruchkriterien zur Durchführung des zyklischen Festigkeitsnachweises
von Kupferwicklungen
Nachdem geeignete Vorgehensweisen zur Lebensdauerabschätzung der isotropen Materialien so-
wie der Einfluss der Spannungsmehrachsigkeit auf die Beanspruchbarkeit aufgezeigt wurden, wird
abschließend der zyklische Festigkeitsnachweis von Kupferwicklungen behandelt. Hierbei wird zu-
nächst ein Einblick in die homogenisierten Bruchkriterien gegeben und im Anschluss das zyklische
Werkstoffverhalten der Kupferwicklungen analysiert.
4.5.1 Grundlagen der Bemessungskonzepte für unidirektional verstärkte
Faserverbundwerkstoffe
Für die Lebensdauerabschätzung von unidirektional verstärkten Kunststoffen existiert eine Vielzahl
an Vorgehensweisen [285]. Der Großteil dieser Ansätze leitet sich von den statischen Bemessungs-
konzepten ab und basiert auf den in Kapitel 3.5 erläuterten Bruchkriterien. Die Anwendbarkeit der
Kriterien nach PU C K, C U N T Z E und T S A I -W U auf Kupferwicklungen für die Durchführung des stati-
schen Festigkeitsnachweises ist in Kapitel 3.5.3 aufgezeigt worden. Daher wird unterstellt, dass die
aus dem CFK und GFK stammenden Erweiterungen der Kriterien auf zyklische Beanspruchungen auch
für Kupferwicklungen gültig sind. Deshalb wird sich zudem auf die experimentelle Charakterisierung
anstelle der Modellparametrierung fokussiert. Es wird lediglich ein Einblick in die mathematischen
Formulierungen am Beispiel des T S A I -W U Kriteriums gegeben und die von B O L E N D E R, B Ü T E R und
S O N S I N O [286] empfohlene Vorgehensweise exemplarisch erläutert.
Diese beruht auf Gleichung 3.17, nimmt einen ebenen Spannungszustand an und ersetzt die stati-
schen durch zyklische Kennwerte, die von der Schwingspielzahl N sowie vom Spannungsverhältnis
R abhängen. Hierdurch ergeben sich die in Gleichung 4.22-4.24 aufgeführten Bruchbedingungen.
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R+⊥ (N ,R) · R−⊥ (N ,R) (4.23)
F12 = −12
p
F11 · F22 , Fss = 1
R⊥‖ (N ,R)2
(4.24)
Im Allgemeinen resultiert aus der Berücksichtigung der Schwingspielzahl sowie des Spannungs-
verhältnisses ein hoher experimenteller Aufwand. Vor diesem Hintergrund ist eine Datenbank pro-
grammiert worden, die Versagenshüllkurven auf Basis von Wöhlerlinien, die anhand von Off-Axis
Probekörper ermittelt werden, generiert. S PA N C K E N u. a. [287] schlagen als Berechnungsgrundlage
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die experimentelle Charakterisierung von Probekörpern mit einem Faserwinkel von 0°, 45° und 90°
sowie das Prüfen der Spannungsverhältnisse R= 0 und R= −1 vor. Weitere Details zum vorgestellten
Bemessungskonzept sind der Literatur [286, 287] zu entnehmen.
4.5.2 Werkstoffcharakterisierung des Verbundes und Ableiten des zyklischen
Werkstoffverhaltens
Im folgenden Abschnitt wird exemplarisch das zyklische Werkstoffverhalten von Kupferwicklungen,
welche die von S PA N C K E N u. a. [287] vorgeschlagenen Drahtanordnungen und einen Füllgrad von
55% aufweisen, untersucht. Die Versuche werden unter Wechselbelastung (R= −1) durchgeführt. Die
zyklische Beanspruchbarkeit wird mittels Wöhlerversuche ermittelt, wobei ein 10%-iger Spannungs-
abfall weiterhin als Anrisskriterium gewählt wird. Für die Bestimmung der zyklischen σ-"-Kurven
werden zusätzlich IST herangezogen. Abbildung 4.15 fasst die Ergebnisse der Schwingfestigkeitsana-
lysen zusammen.
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Abbildung 4.15.: Zyklisches Werkstoffverhalten der untersuchten Kupferwicklungen: Vergleich der
Erstbelastung mit den IST und Wöhlervesuchen im Falle einer Belastung a) in
Drahtrichtung sowie b) quer zu dieser, c) Wöhlerlinien für Drahtanordnungen von
0°, 45° sowie 90°, d) ermittelter Sektor der Bruchkurvenschar.
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Ein Vergleich der statischen mit den zyklischen Spannungs-Dehnungskurven, die zum einen aus den
dehnungsgeregelten Wöhlerversuchen abgeleitet und zum anderen mit Hilfe des Incremental Step
Tests bestimmt worden sind, deutet auf ein neutrales Werkstoffverhalten hin.
Abbildung 4.15c stellt die Wöhlerlinien der drei Drahtanordnungen in einer doppeltlogarithmischen
Darstellung gegenüber. Im Allgemeinen unterliegen die Ergebnisse aller Varianten in etwa der glei-
chen Streuung. Die ertragbare Dehnungsamplitude ist bei einer Beanspruchung des Kupferdraht-
Kunststoff-Verbundes in Drahtrichtung am höchsten und in den anderen beiden Fällen um bis zu
einem Faktor 5 niedriger. Die Beanspruchbarkeit befindet sich bei den Drahtanordnungen 0° und 45°
nahezu auf dem gleichen Niveau. Die Ergebnisse der 45°-Off-Axis-Versuche werden mithilfe des in
Tabelle 3.11 aufgeführten Gleichungssystems in das materialbezogene Koordinatensystem der Kupfer-
wicklungen transformiert. Abbildung 4.15d veranschaulicht die Ergebnisse in der σ2-τ12- bzw."2-γ12
Ebene. Für jedes Schwingspiel ist der für FVK charakteristische Verlauf zu erkennen. Bei vorherrschen-
der Schubbelastung γ12 nimmt die ertragbare Querdehnung "2 ab. Je höher die Schwingspielzahl
ist, desto niedriger ist die Beanspruchbarkeit und desto näher befindet sich die Versagensgrenze am
Ursprung.
4.6 Numerisches Abschätzen der zyklischen Verbundfestigkeiten der Kupferwicklung auf
Basis der Einzelkomponenten
Im vorangegangenen Abschnitt ist Einblick in die mathematische Beschreibung der Lebensdauerab-
schätzung von anisotropen Werkstoffen und des damit verbundenen experimentellen Aufwandes
gegeben worden. Für eine vollständige Modellparametrierung der Bruchkriterien werden zusätzlich
zu den bereits durchgeführten Schwingfestigkeitsanalysen weitere Versuchsreihen benötigt. Eine
rein experimentelle Ermittlung der Kenngrößen ist zeit- und kostenintensiv, sodass in frühen Pro-
jektphasen keine Konzepte und unterschiedlichen Materialien bewertet werden können. Daher wird
nachfolgend eine numerische Vorgehensweise zum Abschätzen der zyklischen Werkstoffkennwerte
und Verbundfestigkeiten auf Basis der Einzelkomponenten entwickelt.
4.6.1 Grundlegende Idee
In Anlehnung an die in Kapitel 3.6.1 eingeführte Vorgehensweise zum numerischen Abschätzen der
statischen Verbundfestigkeiten von Kupferwicklungen wird eine Methodik zur Approximation der
zyklischen Kenngrößen vorgestellt. Diese ist schematisch in Abbildung 4.16 dargestellt.
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Abbildung 4.16.: Vorgehensweise zur Abschätzung der Bruchkurvenschar mittels numerischer RVEs.
Grundlage bilden erneut numerische RVEs, wobei anstelle der statischen die zyklischen Spannungs-
Dehnungs-Kurven der Werkstoffe verwendet werden. Es werden unterschiedliche Drahtanordnungen
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und Lastfälle nachgebildet. Die jeweiligen Randbedingungen sind entsprechend des zu parametri-
sierenden Modells zu wählen. Die Lebensdauer der einzelnen Konfigurationen wird mithilfe des
örtlichen Konzepts und unter Berücksichtigung der Spannungsmehrachsigkeit, Kapitel 4.4.3, abge-
schätzt. Dies erfordert Wöhlerlinien, die bei unterschiedlichen Spannungszuständen ermittelt werden,
und / oder die Kenntnis über den Einfluss der Spannungsmehrachsigkeit auf die Schwingbeanspruch-
barkeit. Des Weiteren wird die Prognosegüte der Vorgehensweise erhöht, indem die zyklische Grenz-
schichtfestigkeit charakterisiert wird. Im vorliegenden Kapitel wird sich auf den Versuchsumfang aus
Kapitel 4.5.2 fokussiert, da dieser die Grundlage für die Validierung der Vorgehensweise bildet.
4.6.2 Charakterisierung der zyklischen Festigkeit von Kupfer und der Grenzschicht
Bevor die Verbundeigenschaften betrachtet werden, werden die für das Anwenden des vorgestellten
Konzepts noch fehlenden Kenngrößen ermittelt. Dies betrifft die Schwingfestigkeitsanalyse von Kup-
fer und der Grenzschicht. Da unter statischer Last der Plasifizierungsbeginn als Versagenskriterium der
betrachteten Kupferlegierung identifiziert worden ist, wird sich nachfolgend auf die klassischen Kenn-
werte des örtlichen Konzepts beschränkt. Dies kann jedoch nicht verallgemeinert werden, sondern
muss für jeden Anwendungsfall individuell betrachtet werden [288]. Der festgelegte Versuchsum-
fang beinhaltet Wöhlerversuche zur Bestimmung der zyklischen σ-"-Kurven sowie der ertragbaren
Dehnungsamplituden bei den beiden Spannungsverhältnissen R = 0 und R = −1. Ergänzend dazu
wird das Verhalten unter variabler Beanspruchungsamplitude in Form von Incremental Step Tests
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Abbildung 4.17.: Zyklische Werkstoffverhalten der untersuchten Kupferlegierung: a) zSDK - Vergleich
der Erstbelastung mit den IST sowie Wöhlerversuchen, b) Wöhlerlinien für R = 0
und R= −1.
Die zyklischen Spannungs-Dehnungs-Kurven verlaufen unterhalb der Erstbelastungskurve, Abbil-
dung 4.17a. Folglich entfestigt der Werkstoff bis stabilisierte Spannungs-Dehnungs-Hysteresen vor-
liegen. Die unter konstanter und variabler Schwingbeanspruchung ermittelten Kurven stimmen sehr
gut miteinander überein, sodass durch das Verwenden von Incremental Step Tests der experimen-
telle Aufwand reduziert werden kann. Abbildung 4.17b stellt die beiden Dehnungswöhlerlinien dar.
Es ist kein signifikanter Unterschied zwischen den beiden Spannungsverhältnissen zu erkennen, so-
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dass eine Mittelspannungsempfindlichkeit nicht quantifiziert werden kann. Die Ergebnisse werden
mathematisch nach B A S Q U I N, C O F F I N und M A N S O N beschrieben.
Für die Charakterisierung der zyklischen Grenzschichtfestigkeit werden die Auszugsprobekörper
aus Kapitel 3.6.1 herangezogen und diese zyklisch unter Wechselbelastung (R = −1) belastet. Die
Lasteinleitung erfolgt hierbei weggesteuert. Als Versagenskriterium wird in Anlehnung an Abbil-
dung 4.9 ein signifikanter Kraftabfall gewählt. Abbildung 4.18 zeigt die Ergebnisse der Einzeldraht-
und Drahtbündelprüflinge.
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Abbildung 4.18.: Ertragbare Schwingspielzahlen der Einzeldraht- und Drahtbündelprobekörper.
Details zum Versuchsaufbau sind Anhang F.1 zu entnehmen. Für die numerische Bewertung der
Grenzschichtfestigkeit werden analog zum statischen Fall, Abbildung 3.25b, digitale Zwillinge erstellt
und Formelzusammenhänge, die die äußeren Lasten mit den lokal vorliegenden Dehnungen bzw.
Spannungen verknüpfen, ausgeleitet. Die Ergebnisse der Drahtbündelprüflinge zeigen tendenziell
eine etwas längere Lebensdauer auf, befinden sich jedoch nahe des Streubands der Einzeldrahtpro-
bekörper.
4.6.3 Validierung
Nachdem alle benötigten Eingangsgrößen zur Abschätzung der zyklischen Werkstoffkennwerte der
Kupferwicklungen vorliegen, wird die vorgestellte Vorgehensweise anhand der im vorherigen Ab-
schnitt ermittelten Messdaten, Abbildung 4.15, validiert. Im ersten Schritt wird überprüft, ob das
Werkstoffverhalten bei einer Belastung in sowie quer zur Drahtrichtung in der Simulation abgebildet
wird. Grundlage bilden hierfür die zyklischen Spannungs-Dehnungs-Kurven der Kunststoffmatrix,
Abbildung 4.13a, und des Kupfers, Abbildung 4.17a. Im zweiten Schritt werden die experimen-
tell bestimmten und numerisch abgeschätzten Schwingspielzahlen verglichen. Hierbei werden die
Ergebnisse der Probekörper mit den Drahtanordnungen 0°, 45° und 90° herangezogen. In der Si-
mulation werden analog zu Kapitel 3.6.1 RVEs mit der Anordnung Quada verwendet, Tabelle 2.3.
Abbildung 4.19 fasst die Gegenüberstellung in Form von zyklischen Spannungs-Dehnungs-Kurven
und Wöhlerlinien zusammen.
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Abbildung 4.19.: Zyklisches Werkstoffverhalten der untersuchten Kupferwicklungen: Vergleich der
experimentell ermittelten und numerisch abgeschätzten a,b) zyklische Spannungs-
Dehnungs-Kurven sowie c) Wöhlerlinien (WL).
Die simulativ abgeschätzten Verläufe der zyklischen Spannungs-Dehnungs-Kurven befinden sich
sowohl im Falle einer Belastung in als auch quer zur Drahtrichtung im Bereich der anhand der Wöh-
lerversuche ermittelten Spannungs-Dehnungs-Wertepaare, Abbildung 4.19a,b. Des Weiteren werden
die experimentell bestimmten Wöhlerlinien der Drahtanordnungen 0° sowie 45° von der entwickelten
Methodik trotz der getroffenen Modellannahmen mit guter Näherung prognostiziert. Es treten ledig-
lich größere Abweichungen auf, falls die Drähte parallel zur Belastungsrichtung verlaufen, θ = 0.
Hierbei wird die ertragbare Dehnungsamplitude vor allem für niedrige Schwingspielzahlen zu kon-
servativ vorhergesagt. Dies hat außerdem zur Folge, dass die auf Basis der Messergebnisse abgeleitete
Steigung der Wöhlerlinie in der Simulation nicht abgebildet wird.
Die Prognosegüte könnte weiter gesteigert werden, indem die zyklische Verbundfestigkeit der an-
deren Drahtanordnungen aus Tabelle 2.3 bewertet und berücksichtigt werden. In weiterführenden
Arbeiten sollte der Einfluss der unterschiedlichen Einheitszellen auf die zyklischen Kennwerte quan-
tifiziert werden. Zudem sollte die Übertragbarkeit der Vorgehensweise auf andere Matrixwertstoffe,
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die beispielsweise kein neutrales Wechselverformungsverhalten, Abbildung 4.1 und Abbildung 4.13a,
besitzen, überprüft werden.
4.7 Zusammenfassung
Im vorangegangenen Abschnitt wurde der letzte noch zu erbringende Festigkeitsnachweis, der zy-
klische Festigkeitsnachweis, behandelt. Im Zuge dessen wurden das Wechselverformungsverhalten
sowie die Schwingfestigkeit der für elektrische Maschinen spezifischen Materialien experimentell cha-
rakterisiert und entsprechende Bemessungskonzepte weiterentwickelt bzw. validiert. Hierbei wurden
die Inhalte analog zu Kapitel 3 in zwei Teile untergliedert. Anfangs wurden die isotropen Werkstoffe
und im Anschluss die Kupferwicklungen behandelt. Alle untersuchten Materialien hatten gemein,
dass die zSDK anhand von IST abgeschätzt werden konnten, sodass zukünftig das Werkstoffverhalten
mittels eines Versuchs mit variabler Amplitude abgeschätzt werden kann.
Die Lebensdauerabschätzung des Elektroblechs und Duroplasts wurde auf Basis des örtlichen Kon-
zepts durchgeführt, wobei dieses derart erweitert wurde, dass die Spannungsmehrachsigkeit in
der Bewertung berücksichtigt wurde. Hierfür wurden im Rahmen der FEM-Analyse die zu den
Spannungs-Dehnungs-Pfade gehörigen Spannungsmehrachsigkeiten berechnet und ausgeleitet. Zu-
sätzlich wurden die ertragbaren Schwingspielzahlen in Abhängigkeit der Belastungsamplitude und
des vorliegenden Spannungszustandes definiert, indem die statischen Versagensgrenzkurven aus
Kapitel 3.2.2 bzw. 3.4.1 auf die einzelnen Niveaus der Dehnungswöhlerlinien skaliert wurden. Es
wurde der Schädigungsparameter Ph, der auf Formulierungen von B E R G M A N N [271] sowie F I E D L E R,
VA R F O L O M E E V und WÄ C H T E R [177] basiert und die ertragbare Dehnungsamplitude als Funkti-
on der Spannungsmehrachsigkeit beschreibt, aufgestellt. Dieser wurde der Schädigungsrechnung
und linearen Schadensakkumulation zugrunde gelegt. Für die mathematische Beschreibung der
Schwingfestigkeitsergebnisse erwies sich beim Elektroblech der trilineare Ansatz und beim Duro-
plast die Formulierung nach C O F F I N, M A N S O N sowie B A S Q U I N am zielführendsten. Weiterhin
zeigten im Falle des Elektroblechs Versuchsreihen an Mikroproben keinen Größeneinfluss auf. Die
Gegenüberstellung der Spannungsverhältnisse R= −1 und R= 0 ließ keinen Rückschluss auf einen
Mittelspannungseinfluss zu. Eine Validierung anhand von Drehzahlwechseltest zeigte, dass die Le-
bensdauer der Rotoren und somit des Elektroblechs mit guter Näherung abgeschätzt werden konnte.
Im Gegensatz zum Elektroblech hingen die ertragbaren Schwingspielzahlen der Kunststoffmatrix
von der jeweils vorliegenden Mittelspannung ab. Die resultierende Schädigungsparameterfläche
stimmte sehr gut mit den Messergebnisse der zyklischen Druck-, Schub- und Zugversuchen überein.
Nachdem unter statischer Last bereits ein entfestigendes Verhalten der Kupferlegierung festgestellt
worden ist, wurden lediglich ungekerbte Proben getestet. Hierbei konnte auch ein entfestigendes
Wechselverformungsverhalten, jedoch kein Mittelspannungseinfluss identifiziert werden.
Da im Rahmen der statischen Festigkeitsnachweise, Kapitel 3.5.3, die Anwendbarkeit der Kriterien
nach PU C K, C U N T Z E und T S A I -W U auf Kupferwicklungen nachgewiesen wurde, wurde unterstellt,
dass die aus dem CFK und GFK stammenden Erweiterungen der Kriterien auf Schwingbeanspruchun-
gen auch für Kupferwicklungen gültig sind. Deshalb wurde sich auf die experimentelle Charakteri-
sierung anstelle der Modellparametrierung fokussiert. Die Schwingfestigkeit der Kupferwicklungen
wurde exemplarisch für Drahtanordnungen von 0°, 45° und 90° sowie ein Spannungsverhältnis von
R= −1 untersucht. Die ertragbare Dehnungsamplitude war bei einer Beanspruchung des Kupferdraht-
Kunststoff-Verbundes in Drahtrichtung am höchsten und in den anderen beiden Fällen um bis zu
einem Faktor 5 niedriger. Die Lebensdauer der Kupferwicklungen könnte aufgrund der oben getrof-
fenen Annahmen beispielsweise anhand des zyklischen T S A I -W U Kriteriums abgeschätzt werden.
Für dessen vollständige Modellparametrierung würden zusätzlich zu den bereits durchgeführten
Schwingfestigkeitsanalysen weitere Versuchsreihen benötigt. Da dies jedoch zeit- und kostenintensiv
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ist, wurde analog zu Kapitel 3.6.1 eine Vorgehensweise zum Abschätzen der zyklischen Werkstoff-
kennwerte und Verbundfestigkeiten auf Basis der Einzelkomponenten sowie RVEs entwickelt. Hierfür
wurde die zyklische Grenzschichtfestigkeit zwischen Duroplast und Kupferlackdraht anhand von
Auszugsversuchen ermittelt. Es wurden sowohl Einzeldraht- als auch Drahtbündelprüflinge herange-
zogen, wobei kein signifikanter Unterschied zwischen den beiden Konfigurationen festgestellt werden
konnte. Die in den RVEs vorliegenden Spannungs-Dehnungsfelder wurden anhand der im Kapitel
festgelegten Versagenskriterien bewertet. Die simulativ abgeschätzten und experimentell bestimmten
Verläufe der zSDK stimmten sowohl im Falle einer Belastung in als auch quer zur Drahtrichtung sehr
gut überein. Zudem wurden die experimentell bestimmten Wöhlerlinien der Drahtanordnungen 0°
sowie 45° von der entwickelten Methodik trotz der getroffenen Modellannahmen mit guter Nähe-
rung prognostiziert. Falls die Drähte parallel zur Belastungsrichtung verliefen, wurden lediglich die
ertragbare Dehnungsamplituden für niedrige Schwingspielzahlen zu konservativ vorhergesagt.
118 4. Bewertungsmodelle für den zyklischen Festigkeitsnachweis
5 Zusammenfassung und Ausblick
Ziel der vorliegenden Arbeit war es einen werkstoffbasierten Festigkeitsnachweis für elektrische
Antriebseinheiten aufzuzeigen. Dies beinhaltete die Identifikation auslegungsrelevanter Schädigungs-
sowie Versagensmechanismen, das Validieren sowie Erweitern bestehender Modelle und Entwickeln
neuer Methoden zur Bewertung der Betriebsfestigkeit.
5.1 Zusammenfassung
Hierbei bestand die Herausforderung darin, für die elektrischen Maschinen spezifische Materialien
zu charakterisieren, modellieren und Akzeptanzkriterien festzulegen. Dies betraf zum einen die iso-
tropen Werkstoffe Kupfer, Elektroblech und Duroplast sowie zum anderen das Blechpaket und die
Kupferwicklung. Die werkstoffbasierte Auslegungsmethodik gliederte sich in drei Teile. Grundlage für
die Durchführung der Festigkeitsnachweise waren Berechnungsmodelle, anhand derer die im Bauteil
vorliegenden Spannungen und Dehnungen abgebildet werden, Kapitel 2. Die anschließend durch-
zuführende Bewertung der Beanspruchungen unterteilte sich in statische und zyklische Analysen,
Kapitel 3 und 4. Die den einzelnen Modellen und Ansätzen zugrunde liegenden Grundlagen wurden
in den jeweiligen Abschnitten einleitend erläutert.
Berechnungsmodelle
Zu Beginn wurden das strukturmechanische Verhalten der für elektrische Maschinen spezifischen Ma-
terialien experimentell charakterisiert und Berechnungsmodelle entwickelt sowie validiert. Im Falle
des Blechpakets konnte neben der aus der Literatur bereits bekannten nichtlinearen Steifigkeit in
Stapelrichtung eine Abhängigkeit des Schubmoduls sowie der Querkontraktionszahl von der Kompres-
sion des Stapels aufgezeigt werden. Je nach Blechpaketkonfiguration waren die Wechselwirkungen
mehr oder weniger stark ausgeprägt. Dies erfordert bei der Maschinenauslegung eine experimentelle
Charakterisierung aller infrage kommenden Blechpaketvarianten. Daher wurden Methoden einge-
führt, die das Werkstoffverhalten binnen weniger Stunden abschätzen und charakteristische Kenn-
felder generieren. Um die abzubildenden Eigenschaften der Blechpakete vollumfänglich beschreiben
zu können, wurde ein vorspannungsabhängiges transversal isotropes Materialmodell entwickelt und
in A N S Y S Mechanical implementiert. Hierbei wurde die Vorspannungsabhängigkeit der Kenngrößen
mithilfe von abschnittsweise definierter Funktionen und Feldvariablen beschrieben. Die Plastizität
in Blechebene wurde durch eine isotrope Verfestigung berücksichtigt. Die Materialparameter eines
jeden Elements wurden am Ende einer jeden Berechnungsiteration auf Basis der jeweils vorliegenden
Spannungen bzw. Dehnungen aktualisiert.
Der für die Fixierung, elektrische Isolierung und bessere thermische Anbindung der Kupferdrähte ver-
wendete Duroplast zeigte ein von der Belastungsart abhängiges Materialverhalten. Die identifizierte
Zug-/ Druckasymmetrie wurde mithilfe des Drucker-Prager-Modells in der Simulation abgebildet.
Die Eigenschaften des Kupferlackdraht-Duroplast-Verbunds wurden auf Basis von numerischen RVEs
ermittelt. Für die Elastizitätskonstanten wurden linear elastische Materialmodelle herangezogen,
wohingegen die nichtlineare Werkstoffantwort anhand von elastisch plastischen Modellen bestimmt
wurde. Die abgeleiteten Kenngrößen der einzelnen Drahtanordnungen wurden im Anschluss gemit-
telt. Durch die entwickelte Vorgehensweise konnten die Verbundeigenschaften auf Basis der Einzel-
komponenten abgeschätzt werden, sodass der zukünftige experimentelle Aufwand reduziert wurde
und Aussagen in frühen Projektphasen getroffen werden können. Dem homogenen Ersatzmaterial
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lag eine transversal isotrope Elastizität und die Fließbedingung nach H I L L zugrunde. Zudem konnte
eine Frequenzabhängigkeit der Werkstoffeigenschaften der Kupferlegierungen identifiziert werden.
Diese ermöglicht es, die dynamischen Kenngrößen sowie das Relaxations- und Kriechverhalten durch
DTMA und inverse Laplace-Transformation abzuschätzen.
Die entwickelten und validierten Berechnungsmodelle ermöglichten die in den einzelnen Komponen-
ten vorliegenden Spannungen sowie Dehnungen numerisch zu berechnen und bildeten die Grundlage
für die Durchführung der nachfolgenden statischen und zyklischen Festigkeitsnachweise.
Statischer Festigkeitsnachweis
Im Zuge der statischen Festigkeitsanalysen, Kapitel 3, wurden die Versagensgrenzen der für elektri-
sche Maschinen spezifischen Materialien experimentell charakterisiert sowie Bemessungskonzepte
aufgestellt und verifiziert. Für einen besseren Abgleich der Simulation mit den Messungen wurde
optische Messtechnik zur Bestimmung der Maschinensteifigkeiten sowie Berechnung der an den
Probenoberflächen vorliegenden Verschiebungs- und Dehnungsfelder eingesetzt. Die Inhalte unter-
gliederten sich in zwei Teile. Zu Beginn wurden die isotropen Werkstoffe und im Anschluss die
Kupferwicklungen behandelt.
Die ertragbaren Dehnungen des Elektroblechs und der Kunststoffmatrix hingen von dem vorliegenden
Spannungszustand, der durch die sogenannte Spannungsmehrachsigkeit quantifiziert wird, ab. Für
die untersuchte Kupferlegierung wurde hingegen die Dehngrenze bzw. die dazugehörige plastische
Dehnung als Grenzwert festgelegt, da diese ein entfestigendes Verhalten gezeigt hat. Die statischen
Bemessungskonzepte wurden der Gestaltänderungs- sowie Normalspannungshypothese gegenüber
gestellt und anhand von Material- sowie Bauteilversuchen verifiziert. Die numerisch prognostizierten
und experimentell bestimmten Versagenszeitpunkte sowie -orte der Elektroblech- und Duroplastprüf-
linge haben sehr gut übereingestimmt. Bei Ersteren traten Abweichungen bei den Zugscherproben
und -blechschnitten auf. Diese begründen sich mit einem stärkeren Ausknicken des Blechs im Versuch
als in der Simulation. Im Rahmen der Materialversuche konnte zudem eine Rissinitiierung im Inneren
der ungekerbten und gekerbten Elektroblechproben festgestellt und simulativ abgebildet werden. Die
Wahl des Plastifizierungsbeginns als Versagenskriterium der Kupferlegierung sagte ein Bersten des
Kurzschlusskäfigs der untersuchten Asynchronrotoren mit einer Differenz von ca. 2,9% bei RT und
5% bei 180°C voraus.
Die Anwendbarkeit der aus dem Bereich der unidirektional verstärkten Kunststoffe stammenden
Bruchkriterien auf den Kupfer-Kunststoff-Verbund konnte anhand von Versuchsreihen mit einachsi-
ger sowie mehrachsiger Werkstoffbelastung aufgezeigt werden. Hierbei beschrieben die Kriterien
nach T S A I -W U, PU C K und C U N T Z E die ermittelten anisotropen Festigkeiten am besten. Um den
zukünftigen experimentellen Aufwand reduzieren zu können, wurden zusätzlich zwei simulative Vor-
gehensweisen zur Abschätzung der Verbundfestigkeit auf Basis der Einzelkomponenten vorgestellt.
Einerseits wurden numerische RVEs sowie die im vorherigen Teil aufgestellten Versagenskriterien
der isotropen Werkstoffe verwendet und die ausgewählten Bruchkriterien anhand der Ergebnisse
parametriert. Andererseits wurde das in Kapitel 2.3 validierte homogene Ersatzmaterial zur Iden-
tifikation kritischer Stellen herangezogen. In diesen Bereichen wurden die Kupferlackdrähte sowie
Kunststoffmatrix lokal aufgelöst und die im homogenen Kontinuum vorliegenden Verschiebungen
mithilfe der Submodelltechnik aufgebracht. Im Anschluss wurden die statischen Festigkeiten analog
zum ersten Ansatz bewertet. In beiden Fällen wurde zudem bei der Durchführung des statischen
Festigkeitsnachweises die Grenzschichtfestigkeit, die anhand von Auszugprobekörper ermittelt wurde,
berücksichtigt.
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Zyklischer Festigkeitsnachweis
Der letzte noch zu erbringende Festigkeitsnachweis, der zyklische Festigkeitsnachweis, wurde in
Kapitel 4 behandelt. Im Zuge dessen wurden das Wechselverformungsverhalten sowie die Schwing-
festigkeit der für elektrische Maschinen spezifischen Materialien experimentell charakterisiert und
das örtliche Konzept weiterentwickelt bzw. validiert. Hierbei wurden die Inhalte analog zu Kapitel 3
in zwei Teile untergliedert. Anfangs wurden die isotropen Werkstoffe und im Anschluss die Kupfer-
wicklungen behandelt. Alle untersuchten Materialien hatten gemein, dass die zyklische Spannungs-
Dehnungs-Kurve anhand von Incremental Step Tests abgeschätzt werden konnten, sodass zukünftig
das Werkstoffverhalten mittels eines Versuchs mit variabler Amplitude abgeschätzt werden kann.
Die Lebensdauerabschätzung des Elektroblechs und Duroplasts wurde auf Basis des örtlichen Kon-
zepts durchgeführt, wobei dieses derart erweitert wurde, dass die Spannungsmehrachsigkeit in der
Bewertung berücksichtigt wurde. Hierfür wurden im Rahmen der FEM-Analyse die zu den Spannungs-
Dehnungs-Pfade gehörigen Spannungsmehrachsigkeiten berechnet und ausgeleitet. Zusätzlich wur-
den die ertragbaren Schwingspielzahlen in Abhängigkeit der Belastungsamplitude und des vorlie-
genden Spannungszustandes definiert, indem die statischen Versagensgrenzkurven auf die einzelnen
Niveaus der Dehnungswöhlerlinien skaliert wurden. Es wurde der Schädigungsparameter Ph, der die
ertragbare Dehnungsamplitude als Funktion der Spannungsmehrachsigkeit beschreibt, aufgestellt.
Dieser wurde der Schädigungsrechnung und linearen Schadensakkumulation zugrunde gelegt. Für
die mathematische Beschreibung der Schwingfestigkeitsergebnisse erwies sich beim Elektroblech der
trilineare Ansatz und beim Duroplast die Formulierung nach C O F F I N, M A N S O N sowie B A S Q U I N am
zielführendsten. Weiterhin zeigten im Falle des Elektroblechs Versuchsreihen an Mikroproben keinen
Größeneinfluss auf. Die Gegenüberstellung der Spannungsverhältnisse R= −1 und R= 0 ließ keinen
Rückschluss auf einen Mittelspannungseinfluss zu. Eine Validierung anhand von Drehzahlwechseltest
zeigte, dass die Lebensdauer der Rotoren und somit des Elektroblechs mit guter Näherung abge-
schätzt werden konnte. Im Gegensatz zum Elektroblech hingen die ertragbaren Schwingspielzahlen
der Kunststoffmatrix von der jeweils vorliegenden Mittelspannung ab. Die resultierende Schädi-
gungsparameterfläche stimmte sehr gut mit den Messergebnisse der zyklischen Druck-, Schub- und
Zugversuchen überein. Nachdem unter statischer Last bereits ein entfestigendes Verhalten der Kupfer-
legierung festgestellt worden ist, wurden lediglich ungekerbte Proben getestet. Hierbei konnte auch
ein entfestigendes Wechselverformungsverhalten, jedoch kein Mittelspannungseinfluss identifiziert
werden.
Da im Rahmen der statischen Festigkeitsnachweise, Kapitel 3.5.3, die Anwendbarkeit der Kriteri-
en nach PU C K, C U N T Z E und T S A I -W U auf Kupferwicklungen nachgewiesen worden ist, wurde
unterstellt, dass die aus dem CFK und GFK stammenden Erweiterungen der Kriterien auf Schwingbe-
anspruchungen auch für Kupferwicklungen gültig sind. Deshalb wurde sich auf die experimentelle
Charakterisierung anstelle der Modellparametrierung fokussiert. Die Schwingfestigkeit der Kupfer-
wicklungen wurde exemplarisch für Drahtanordnungen von 0°, 45° und 90° sowie ein Spannungsver-
hältnis von R= −1 untersucht. Die ertragbare Dehnungsamplitude war bei einer Beanspruchung des
Kupferdraht-Kunststoff-Verbundes in Drahtrichtung am höchsten und in den anderen beiden Fällen
um bis zu einem Faktor 5 niedriger. Die Lebensdauer der Kupferwicklungen könnte aufgrund der oben
getroffenen Annahmen beispielsweise anhand des zyklischen T S A I -W U Kriteriums abgeschätzt wer-
den. Für dessen vollständige Modellparametrierung würden zusätzlich zu den bereits durchgeführten
Schwingfestigkeitsanalysen weitere Versuchsreihen benötigt. Da dies jedoch zeit- und kostenintensiv
ist, wurde analog zu Kapitel 3.6.1 eine Vorgehensweise zum Abschätzen der zyklischen Werkstoff-
kennwerte und Verbundfestigkeiten auf Basis der Einzelkomponenten sowie RVEs entwickelt. Hierfür
wurde die zyklische Grenzschichtfestigkeit zwischen Duroplast und Kupferlackdraht anhand von
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Auszugsversuchen ermittelt. Es wurden sowohl Einzeldraht- als auch Drahtbündelprüflinge herange-
zogen, wobei kein signifikanter Unterschied zwischen den beiden Konfigurationen festgestellt werden
konnte. Die in den RVEs vorliegenden Spannungs-Dehnungsfelder wurden anhand der im Kapitel
festgelegten Versagenskriterien bewertet. Die simulativ abgeschätzten und experimentell bestimmten
Verläufe der zSDK stimmten sowohl im Falle einer Belastung in als auch quer zur Drahtrichtung sehr
gut überein. Zudem wurden die experimentell bestimmten Wöhlerlinien der Drahtanordnungen 0°
sowie 45° von der entwickelten Methodik trotz der getroffenen Modellannahmen mit guter Nähe-
rung prognostiziert. Falls die Drähte parallel zur Belastungsrichtung verliefen, wurden lediglich die
ertragbare Dehnungsamplituden für niedrige Schwingspielzahlen zu konservativ vorhergesagt.
5.2 Ausblick
Der aufgezeigte werkstoffbasierte Festigkeitsnachweis ist größtenteils am Beispiel von 0,3 mm dicken
nichtkornorientierten Elektroblech, hochreinem Kupfer und einer mit anorganischen Harzträgern ge-
füllten Epoxidharz-Formmasse validiert worden. Die untersuchten Werkstoffe zeigten mit Ausnahme
des Kupfers ein neutrales Wechselverformungsverhalten. In weiterführenden Arbeiten sollte die Über-
tragbarkeit der Methoden auf weitere Werkstoffe und Anwendungsfälle überprüft werden. Im Zuge
dessen sollten auch andere Herstellungsverfahren und Werkstoffzusammensetzungen betrachtet wer-
den. Die Konturen der Elektrobleche sind beispielsweise laserstrahlgeschnitten worden. Da diese in
Großserienanwendungen vorrangig gestanzt werden, sollte unter anderem untersucht werden, ob
der Stanzkanteneinfluss von der Probengröße oder der Spannungsmehrachsigkeit abhängt.
Weiterhin beeinflussen elektrische und magnetische Felder die Schwingfestigkeit von unter anderem
Keramik, Edel- und Baustähle [289–295]. Da in elektrischen Maschinen hohe sowie zum teil alternie-
rende elektrische und magnetische Feldstärken vorherrschen, sollte deren Effekt auf die Festigkeiten
der eingesetzten Materialien analysiert werden.
Nachdem strukturdynamische Aspekte der Betriebsfestigkeit im Rahmen der vorliegenden Arbeit
nicht behandelt worden sind, sollten diese nachfolgend betrachtet und in den vorgestellten Festig-
keitsnachweis integriert werden. Hierbei sowie bei der akustischen Auslegung elektrischer Maschinen
sollte die identifizierte Frequenzabhängigkeit der Aluminium- und Kupferlegierungen berücksichtigt
und deren Auswirkung quantifiziert werden.
Die eingeführten Vorgehensweisen zur Abschätzung der Relaxations- und Kriecheigenschaften haben
plausible Wirkzusammenhänge aufgezeigt. Deren Prognosegüte gilt es jedoch an entsprechenden
Versuchsreihen zu validieren.
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A Betreute studentische Arbeiten
Dies ist eine alphabetische Auflistung der betreuten Studenten, welche mich durch ihre Abschlussar-
beit unterstützt haben.
Name Titel
Ebnet, Daniel Anwendung und Validierung von Festigkeitstheorien für Kupfer-
Kunststoff-Verbunde anhand experimenteller Analysen, Masterar-
beit, 2016, Technische Hochschule für angewandte Wissenschaf-
ten Deggendorf
Koller, Roman Experimentelle und numerische Analyse der mechanischen Eigen-
schaften eines Kupfer-Harz-Verbunds, Diplomarbeit, 2016, Hoch-
schule München
Mögel, Paul Experimentelle und numerische Analyse eines Statorblechpaketes,
Diplomarbeit, 2015, Technische Universität Dresden
Tabelle A.1.: Auflistung betreuter studentischer Arbeiten
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B Finite Elemente Methode
Die Finite Elemente Methode basiert auf den Überlegungen von C L O U G H in 1960 [296] und hat sich
für die Berechnung komplexer Konstruktionen und Bauteile etabliert [297]. Hierbei handelt es sich
um ein allgemeines Diskretisierungsverfahren für Kontinuumsprobleme [298], bei dem der betrach-
tete Gegenstand in eine endliche Anzahl physikalisch und mathematisch beschreibbarer Elemente
unterteilt wird. Diese besitzen charakteristische Differenzialgleichungen, die über ein Approximations-
verfahren gelöst werden können, und sind über sogenannte Elementknoten miteinander verbunden,
wobei gewisse Randbedingungen einzuhalten sind. Es sind beispielsweise das Gleichgewicht zwischen
den äußeren und inneren Kräften am Knoten sowie Steifigkeitsbedingungen zu beachten [299]. In
Abhängigkeit der vorliegenden Geometrie und Belastungsart kommen verschiedene Elementtypen,
die unterschiedliche Freiheitsgrade (DoF) besitzen, in Frage. Der zu untersuchende Körper kann
hierbei durch eine Kombination verschiedener Typen diskretisiert werden [299]. Prinzipiell steht der
FEM-Analyse die in Abbildung B.1 aufgeführte Elementbibliothek zur Verfügung.
Abbildung B.1.: Elementenbibliothek der Finite Elemente Methode nach [300].
Das energetisch stabile Gleichgewicht über alle Elemente repräsentiert die Gesamtlösung des betrach-
teten Systems. Je nach Anwendungsfall werden unterschiedliche Lösungsgrößen und charakteristi-
sche Gleichungen herangezogen. Im Falle einer statischen Analyse handelt es sich um die Knoten-
verschiebung u, aus der sich weitere Kenngrößen wie beispielsweise Dehnungen und Spannungen
berechnen lassen. Das der Problemstellung zugrunde liegende Gleichungssystem ist in Gleichung B.1
aufgeführt.
~F = K · ~U (B.1)
Hierbei beinhaltet K die Systemsteifigkeit, deren Einträge sich aus den vorgegebenen geometrischen
Abmessungen sowie Materialkennwerten und -modellen ergeben. Zudem enthält ~U die Knoten-
verschiebungen und ~F die an den Knoten wirkenden Momente und Kräfte. Einzelne Einträge des
zu lösenden Gleichungssystems werden durch die Definition von Lagerungen, äußeren Lasten und
Kontaktbedingungen vorgegeben. Die restlichen zu bestimmenden Zustandsgrößen werden iterativ
ermittelt, wobei verschiedene Lösungsverfahren gewählt werden können. Zu den bekanntesten Ver-
tretern zählen das Prinzip der virtuellen Arbeit [301] und das G A L E R I K I N-Verfahren [302]. Weitere
Details zu den einzelnen Verfahren sind den aufgelisteten Quellen zu entnehmen. Abbildung B.2
veranschaulicht die einzelnen Schritte der Finiten Elemente Methode am Beispiel eines Balkens.
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Abbildung B.2.: Schritte bei der Anwendung der FEM [302].
Im Allgemeinen lässt sich das reale Verhalten eines Systems mithilfe der FEM approximieren, wobei

















Abbildung B.3.: Übergeordnete Aspekte der Modellierung nach [299, 300].
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C Berechnungsmodelle: detailliertere Versuchsumfänge und -ergebnisse
In diesem Kapitel werden weitere Hintergrundinformationen sowie Ergebnisse zu den in Kapitel 2
entwickelten und/oder validierten Berechnungsmodellen aufgeführt.
C.1 Experimentelle Charakterisierung - Blechpaket
C.1.1 Probenabmessungen
Druck- und DMTA-Versuche







Abbildung C.1.: Blechpaket: Einzelteilzeichnungen der Druck-Torsionsprüflinge. a) Deckblech, b) Mess-
blech und c) Einzelblech.
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Zusammenbauzeichnung
Abbildung C.2.: Blechpaket: Zusammenbauzeichnung der Druck-Torsionsprüflinge.
Zugversuche
Abbildung C.3.: Elektroblech: Zugversuchprobenform.
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Abbildung C.4.: Blechpaket: DMTA Druck in Stapelrichtung. a) Ausrichten der losten Bleche, b) Kom-







Abbildung C.5.: Blechpaket: DMTA Doppelscherversuch. a) Komprimieren des Stapels mit anschließen-
dem Fixieren der Querstreben und Entnahme der Vorrichtung aus der Prüfapparatur.
b) Einbau des Adapters und Starten der Versuchsreihe.
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C.1.3 Druckversuche
Für die experimentelle Charakterisierung der Blechpaket-Steifigkeit in Stapelrichtung E1 sind Druck-
versuche verwendet worden. Hierbei wurde die Blechdicke und Belastungsart variiert sowie der
Einfluss zusätzlicher vier Schweißnähte untersucht. Zum einen wurden Sequenzprüfungen, bei de-
nen die Last sukzessive erhöht und die Probe zwischenzeitlich wieder entlastet worden ist, und zum
anderen Versuche mit hoher initialer Belastung durchgeführt worden. Tabelle C.1 fasst das gewählte
Versuchsprogramm zusammen.
Nr. Prüfling Prüfung
1 Lose gestapelte Bleche - 0,2 mm Dicke Sequenzprüfung
2 Lose gestapelte Bleche - 0,2 mm Dicke Hohe initiale Belastung
3 Lose gestapelte Bleche - 0,3 mm Dicke Sequenzprüfung
4 Lose gestapelte Bleche - 0,3 mm Dicke Hohe initiale Belastung
5 verschweißte Bleche - 0,3 mm Dicke Sequenzprüfung
6 verschweißte Bleche - 0,3 mm Dicke Hohe initiale Belastung
Tabelle C.1.: Blechpaket: Auswahl der Blechpaketkonfiguration und Festlegen der Randbedingungen.
Abbildung C.6 veranschaulicht die Ergebnisse im Falle einer hohen Belastung sowie Sequenzprü-
fung. Je dünner die Bleche sind, desto flacher verlaufen die kontinuierlichen Erstbelastungskruven
und desto größer ist die irrevesible Stauchung des Prüflings. Nach mehrmaligen Be- und Entlasten
verlaufen die Spannungs-Dehnungs-Diagramme der einzelnen Konfigurationen nahezu parallel zu
einander. Da die Bleche vor dem Verschweißen mit einer gewissen Vorspannung komprimiert worden
sind, wird ein Teil der plastischen Deformation schon vorweggenommen. Hierdurch ergibt sich eine
Verschiebung der Kurven der losen Bleche entlang der x-Achse und in Richtung des Ursprungs.


















































verschweißte Bleche - 0,3 mm
Lose gestapelte Bleche - 0,3 mm
Lose gestapelte Bleche - 0,2 mm
a) b)
Abbildung C.6.: Blechpaket: Druckversuche an 0,2 und 0,3 mm dicken Elektroblech. a) hohe initialte
Belastung und b) Sequenzprüfung.
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C.2 Experimentelle Charakterisierung - Kupferwicklung
Zusätzlich zu den in Kapitel 2.3.3 dargestellten Ergebnissen wurden die nachfolgenden Messdaten
für den Kupfer-Kunststoff-Verbund ermittelt und den berechneten Werten gegenüber gestellt.
C.2.1 Spannungs-Dehnungs-Diagramme der OAD
Abbildung C.7 zeigt den Vergleich der simulativ sowie experimentell bestimmten Spannungs-
Dehnungs-Diagramme der OAD.















































































Abbildung C.7.: Kupferwicklung: Vergleich der RVE Ergebnisse mit den OAD-Spannungs-Dehnungs-
Diagramme.
C.2. Experimentelle Charakterisierung - Kupferwicklung XXXVII
C.2.2 Druckscherversuch
Das Berechnungsmodell der Kupferwicklung wird anhand der Kraft-Weg-Diagramme sowie der an
der Oberfläche der Probekörper mittels optischer Messtechnik ermittelten Dehnungsfelder bewertet.
Hierfür wird die Steifigkeit der Maschine bzw. des Gesamtaufbaus anhand von S235JR Prüflingen
sowie einer Druckfinnenbreiten von w = 4 bestimmt. Diese wird in der Simulation mithilfe einer
vertikalen Feder abgebildet. Abbildung C.8 zeigt die experimentell sowie numerisch ermittelten Kraft-
Weg-Verläufe der untersuchten Kunststoffmatrix sowie der AlCuMgPb und S235JR Proben. Hierbei
wurden Druckfinnenbreiten w von 2 mm, 3 mm und 4 mm eingestellt.
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Abbildung C.8.: Kupferwicklung: Kraft-Weg-Kurven der untersuchten isotropen Werkstoffe. Vergleich
zwischen Messung und Simulation sowie verschiedener Druckfinnenbreiten.
Die empirisch ermittelten sowie numerisch abgeschätzten Verläufe stimmen für alle untersuchten
isotropen Materialien und Konfigurationen sehr gut überein. Folglich bildet die gewählte Modellie-
rung die Steifigkeit des Aufbaus ab. Die Verläufe sind umso steiler, je größer die Probenauflagefläche
ist, was auf die daraus resultierende höhere Stützwirkung zurückgeführt werden kann. Zusätzlich
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zu den Kraft-Weg-Kurven werden am Beispiel der Kunststoffmatrix und einer Druckfinnenbreite von
3 mm die getroffenen Modellannahmen anhand der durch Bildkorrelation berechneten Dehnungen
validiert. Abbildung C.9 vergleicht die Simulation mit der Messung an den in Abbildung C.8 markier-

















Abbildung C.9.: Vergleich von Messung und Simulation: Berechnete Dehnungsfelder in der Kunststoff-
matrix in Richtung 2.
Abbildung C.10 veranschaulicht weitere experimentell bestimmte und numerisch berechnete Kraft-
Weg-Verläufe der Druckscherversuche.
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Simulation
Messung
w = 3 mm
w = 4 mm











































Abbildung C.10.: Kupferwicklung: Ergänzende Druckscherversuche. Vergleich von Messung und Si-
mulation.
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D Langzeitverhalten und strukturdynamische Eigenschaften von Werkstoffen
Ergänzend zu Kapitel 2.4 werden weitere Grundlagen erläutert sowie Messergebnisse dargestellt.
D.1 Ersatzschaltbilder der Makromechanik
Für die mathematische Beschreibung des Materialverhaltens existieren verschiedene Analogiemodelle
und Ersatzschaltbilder. Tabelle D.1 gibt einen Überblick über die bekanntesten Vertreter der Modell-
rheologie, wobei diese je nach Anwendungsfall beliebig miteinander kombiniert werden können.
Modell Gleichung Ersatzschaltbild
K E V I N -VO I G T σ = σ1 +σ2
M A X W E L L " = "1 + "2
Z E N E R
σ = σ1 +σ2
" = "1 + "2
B U R G E R
σ = σ1 +σ2
" = "1 + "2 + "3
Tabelle D.1.: Modellrheologie: Ersatzschaltbilder und Analogiemodelle.
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D.2 Deborah-Zahl
Bei der Deborah-Zahl DE handelt es sich um eine dimensionslose Kennzahl aus dem Bereich der
Rheologie. Diese besagt, dass bei ausreichender Zeit auch ein festes Material fließen könnte [303].
Hierbei wird das viskoelastische Verhalten als Quotient aus Relaxationszeit tc und Beobachtungszeit





D.3 Frequenzabhängigkeit von Aluminium- und Kupferlegierungen
Die von L O O S u. a. [139] mittels DTMA ermittelten frequenzabhängigen Materialeigenschaften von
Kupfer- und Aluminiumlegierungen bestätigen das für alle Materialien postulierte viskoelastische
Verhalten und können das akustische und strukturdynamische Verhalten elektrischer Maschinen
beeinflussen. Daher werden die bestimmten Kennwerte kurz zusammengefasst.





























































Abbildung D.1.: Ergebnisse der DMTA ausgewertet bei einer konstanten Frequenz von 1 Hz: a) Spei-
chermodul, b) Verlustmodul und c) Materialdämpfung.
























































































Abbildung D.2.: Ergebnisse der DMTA: Masterkurven des a,b) Speichermoduls und der c) Material-
dämpfung.
D.4 Abschätzen der Kriecheigenschaften
Die in Kapitel 2.4.3 eingeführte Methodik zum Abschätzen der Kriecheigenschaften basiert auf DMTA.
Die in Rahmen von TF-Sweeps ermittelte Frequenzabhängigkeit der irreversiblen Längenänderung
wird mithilfe des TTS-Prinzips über mehrere Dekaden extrapoliert. Hierbei kann sowohl die Auftei-
lung der Belastung in statische und dynamische Anteile als auch die Temperaturschrittweite als auch
das Frequenzspektrum im Rahmen der Maschinenspezifikation frei gewählt werden. Daher sind exem-
plarisch Sensitivitätsanalysen, deren Ergebnisse nachfolgend aufgeführt sind, durchgeführt worden.
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Des Weiteren wurde das Kriechverhalten verschiedener Kupferlegierungen anhand der entwickelten
Methodik abgeschätzt.
Einfluss der Aufteilung der Belastung in statische und dynamische Anteile
Abbildung D.3 zeigt die abgeschätzten Kriechkurven des Kupferlackdrahts bei 200°C für eine Belas-
tung von 90 MPa, eine Temperaturschrittweite von 10 K sowie eines Frequenzspektrums von 0,5 bis



























g stat. 80 MPa, dyn. 10 MPa
stat. 50 MPa, dyn. 40 MPa
stat. 60 MPa, dyn. 30 MPa
Abbildung D.3.: Abgeschätzte Kriechkurven Kupferlackdraht bei 200°C und einer Belastung von 90
MPa: Einfluss der Aufteilung der Belastung in statische und dynamische Anteile.
Einfluss der Temperaturschrittweite
Abbildung D.4 vergleicht die abgeschätzten Kriechkurven des Kupferlackdrahts bei 200°C sowie einer
Temperaturschrittweite von 10 und 40 K am Beispiel einer Belastung von 90 MPa, 60 MPa statisch





























Abbildung D.4.: Abgeschätzte Kriechkurven Kupferlackdraht bei 200°C und einer Belastung von 90
MPa: Einfluss der Temperaturschrittweite.
Die Wahl der Temperaturschrittweite beeinflusst den Kurvenverlauf maßgeblich. Falls diese zu groß
gewählt wird, treten größere Abweichungen auf, sodass diese so groß wie nötig und klein wie möglich
zu wählen ist.
XLIV D. Langzeitverhalten und strukturdynamische Eigenschaften von Werkstoffen
Einfluss des Frequenzspektrums
Abbildung D.5 veranschaulicht die abgeschätzten Kriechkurven des Kupferlackdrahts bei 200°C, einer
Temperaturschrittweite von 10 K und unterschiedlichen Frequenzspektren. Die Belastung beträgt
erneut 90 MPa, 60 MPa statisch und 30 MPa dynamisch. Bei den gewählten Spektren ist kein signifi-
kanter Einfluss auf den Kurvenverlauf zu erkennen.



















g f = 0,1 bis 1 Hz
f = 0,5 bis 5 Hz
f = 1 bis 10 Hz
Abbildung D.5.: Abgeschätzte Kriechkurven Kupferlackdraht bei 200°C, einer Temperaturschrittweite
von 10 K und einer Belastung von 90 MPa: Einfluss des Frequenzspektrums.
Vergleich des abgeschätzten Kriechverhaltens ausgewählter Kupferlegierung
Abbildung D.6 vergleicht die prognostizierten Kriechkurven von CuNiSi und Cu-ETP bei 180°C, einer
Schrittweite von 10 K, Belastung von 80 MPa und ein Frequenzspektrum von 0,5 bis 5 Hz. Im Falle
des Cu-ETP werden zudem zwei verschiedene Härten, HV53 und HV113, untersucht.





















Abbildung D.6.: Abgeschätzte Kriechkurven von CuNiSi und Cu-ETP HV53,Cu-ETP HV113 bei 180°C,
einer Temperaturschrittweite von 10 K, Belastung von 80 MPa und ein Frequenzspek-
trum von 0,5 bis 5Hz.
Das höher legierte CuNiSi zeigt bei den vorliegenden Randbedingungen nahezu keine irreversible
Längenänderung. Das Cu-ETP mit niedrigerer Kaltverfestigung weist den steilsten Kurvenverlauf auf.
Im Falle des Cu-ETP HV113 ändert sich die Steigung nach ca. 500 s, was mit einem Rückgang der
Kaltverfestigung begründet werden könnte.
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E Statische Festigkeitsnachweise: detailliertere Versuchsumfänge und -ergebnisse
In diesem Kapitel werden weitere Hintergrundinformationen sowie Ergebnisse zu den in Kapitel 3
entwickelten und/oder validierten Festigkeitsnachweisen aufgeführt.
E.1 Statische Festigkeit - Elektroblech
Probenabmessungen
Zusätzlich zu der in Abbildung C.3 dargestellten Zugversuchprobe sind die nachfolgenden Prüflinge
getestet worden.
taillierte Zugprobe
Abbildung E.1.: Elektroblech: taillierte Zugprobe.
gekerbte Zugprobe
Abbildung E.2.: Elektroblech: gekerbte Zugprobe.
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Zugscherprobe
Abbildung E.3.: Elektroblech: Zugscherprobe.
Raute
Abbildung E.4.: Elektroblech: Raute.
Dreizack
Abbildung E.5.: Elektroblech: Dreizack.
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Blechnschnittgeometrien
Blechschnitt 1
Abbildung E.6.: Elektroblech: Abmessungen des Blechschnitt 1.
Blechschnitt 2
Abbildung E.7.: Elektroblech: Abmessungen des Blechschnitt 2.
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Blechschnitt 3
Abbildung E.8.: Elektroblech: Abmessungen des Blechschnitt 3.
Blechschnitt 4
Abbildung E.9.: Elektroblech: Abmessungen des Blechschnitt 4.
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Schleuderversuche
Abbildung E.10 veranschaulicht den schematischen Aufbau des Schleuderprüfstandes. Der zu unter-
suchende Prüfling wird mithilfe eines Adapters einseitig gelagert in der Prüfkammer aufgenommen
und außerhalb von der Prüfkammer über ein Getriebe angetrieben. Die Temperatur des Prüflings wird
durch eine Induktionsheizung eingestellt. Bevor der Versuch gestartet wird, wird die Prüfkammer
evakuiert.
Aufnahme vom Prüfstand /































Abbildung E.10.: Schematischer Aufbau des Schleuderprüfstands.
Abbildung E.11 zeigt exemplarisch die Bilder eines geborstenen Rotors. Nachdem das Elektroblech
versagt ist, haben sich Teile aus dem Prüfling gelöst und die Welle ist abgebrochen. Infolge der
Kollisionen zwischen den einzelnen Teilen sowie mit den Wänden der Prüfkammer kann kein genauer
Versagensort rekonstruiert werden.
Abbildung E.11.: Bilder eines geborstenen Rotors.
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E.2 Statische Festigkeit - Duroplast



















Abbildung E.13.: Duroplast: gekerbte Zugprobe.












































Abbildung E.16.: Duroplast: Dreizack.
E.2. Statische Festigkeit - Duroplast LIII
E.3 Statische Festigkeit - Kupferwicklung
Nachfolgend werden die Formeln zur Berechnung der Scherfestigkeit auf Basis der Druckscherver-
suchsergebnisse sowie weitere Details zu den Drahtauszugversuchen dargelegt.
CST - Berechnung der Scherfestigkeit
Abbildung E.17 zeigt den schematischen Prüfaufbau des Druckscherversuchs sowie die für die Be-



























Abbildung E.17.: Druckscherversuch: Schematischer Prüfaufbau [70].
Diese werden zudem in Tabelle E.1 aufgelistet sowie beschrieben.
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Symbol Einheit Bezeichnung
τapp MPa scheinbare Scherfestigkeit
Rd mm Radius der Hohe initiale Belastung
wi/a mm innere und äußere Druckfinne
ls mm maximale parallele Länge der Probe
θ ° Auslenkung der beweglichen Druckfinne
b mm Breite
Ri mm innerer Radius
Ptot N vom Druckstempel eingeleitete Belastung
Pe f f N effektive Belastung
Tabelle E.1.: Druckscherversuch: Kenngrößen zur Berechnung der Scherfestigkeit.
Die scheinbare Scherfestigkeit berechnet sich mithilfe des folgenden Gleichungssystems [70], Glei-
chung E.1-E.2.
Pe f f = Ptot · z/ (Rd +wi) (E.1)
τapp = Pe f f / (ls · b) (E.2)
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Drahtauszugsversuche
Die Vorbereitung und Durchführung der Drahtauszugversuche gliedert sich in die in Abbildung E.18
dargestellte Schritte. Im ersten Schritt wird ein Stab in die Spannbacken der Prüfmaschine einge-
spannt und die beiden Niederhalter an diesem ausgerichtet. Nachdem ein Niederhalter am Spannbett
der Maschine fixiert worden ist, wird der andere sowie der Stab entfernt. Im Anschluss wird der
Auszugprobekörper eingesetzt, ausgerichtet und der zweite Niederhalter hinzugefügt. Darauffolgend









Abbildung E.18.: Drahtauszugsversuche: Versuchsvorbereitung und -durchführung.
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F zyklische Festigkeitsnachweise: detailliertere Versuchsumfänge und -ergebnisse
In diesem Kapitel werden weitere Hintergrundinformationen sowie Ergebnisse zu den in Kapitel 4
entwickelten und/oder validierten Festigkeitsnachweisen aufgeführt.
F.1 Versuchsapparaturen









Abbildung F.1.: Aufbau der Prüfmaschine mit Hochleistungspiezoaktuator [238].











Abbildung F.3.: Prüfaufbau dehnungsgeregelte Versuche.







Abbildung F.4.: Prüfaufbau kraftgeregelte Versuche.
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Elektroblech - Dehnungskalibrierung im Falle der Mikroproben
Mikroprobe
Dehnungsmessstreifen







Abbildung F.6.: Kupfer-Kunststoff-Verbund: Versuchsaufbau der Auszugsversuche.
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F.2 Probenformen
Zusätzlich zu den in Anhang E.2 und E.1 aufgeführten Probekörpern wurden die folgenden Prüflinge



















Abbildung F.7.: Elektroblech: Abmessungen der Mikroprobe.
















Abbildung F.8.: Kupfer: ungekerbte Probe.
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